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Nomenclatura
a Longitud de media grieta
a0 Parámetro de El-Haddad et al.
A Constante del material
As Área resistente de una probeta
~b Vector de Burgers
bx Componente del vector de Burgers orientada según el eje x
by Componente del vector de Burgers orientada según el eje y
c Longitud del conjunto grieta-zona plástica-barrera
dK En el apéndice A, relación entre la posición de la
dislocación ubicada en ξ y R
dn Diámetro del agujero
d¯n Diámetro promedio del agujero
dn1 Diámetro promedio de los agujeros de aproximadamente 1 mm
dn2 Diámetro promedio de los agujeros de aproximadamente 2 mm
dn3 Diámetro promedio de los agujeros de aproximadamente 3 mm
ds Diámetro de una probeta maciza en su sección resistente
d¯s Diámetro promedio de un conjunto de probetas macizas en la
sección resistente
dsE Diámetro externo de una probeta hueca
d¯sE Diámetro externo promedio de la sección resistente de un
conjunto de probetas huecas
dsI Diámetro interno de una probeta hueca
d¯sI Diámetro interno promedio de la sección resistente de un
conjunto de probetas huecas
D Tamaño de grano
e Espesor de la pared de una probeta hueca
e1 Distancia entre la posición real de una entalla y la ideal
e2 Concentricidad de las probetas huecas
f Exponente utilizado en la ecuación de aproximación del
diagrama de Kitagawa-Takahashi
F Fuerza
G Módulo de rigidez transversal
h En sección 2.4, ancho del intervalo de integración
hn Profundidad de una entalla
h¯n Profundidad promedio de varias entallas
i Granos que comprende la grieta durante su crecimiento
i = 1, 3, 5 . . .
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Nomenclatura
I Momento de inercia de una probeta
K Núcleo de la ecuación integral
Kxσ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones normales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección x
Kxτ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones tangenciales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección x
Kyσ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones normales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección y
Kyτ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones tangenciales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección y
Kadxσ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones normales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección x. Las
distancias utilizadas se encuentran adimensionalizadas con
respecto al tamaño de grano
Kadxτ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones tangenciales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección x. Las
distancias utilizadas se encuentran adimensionalizadas con
respecto al tamaño de grano
Kadyσ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones normales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección y. Las
distancias utilizadas se encuentran adimensionalizadas con
respecto al tamaño de grano
Kadyτ Núcleo del sistema de ecuaciones, relacionado con las
tensiones tangenciales provocadas por la distribución de
dislocaciones con vectores de Burgers en la dirección y. Las
distancias utilizadas se encuentran adimensionalizadas con
respecto al tamaño de grano
kt Factor de concentración de tensiones
kteo Factor de concentración de tensiones teórico para una placa
Kth Factor de Intensidad de tensiones umbral
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ktp Factor de concentración de tensiones para una placa
kts Factor de concentración de tensiones para una probeta con
sección circular
kte1 Factor de concentración de tensiones para una probeta con
una entalla colocada a una distancia e1 de su posición ideal
L En la sección 7.3, distancia crítica
En el apéndice A, relación entre variables utilizadas.
m∗i Factor de orientación cristalográﬁca entre granos contiguos al
i-ésimo grano
m∗σi Factor de orientación cristalográﬁca entre granos contiguos al
i-ésimo para la tensión σ3
m∗τi Factor de orientación cristalográﬁca entre granos contiguos al
i-ésimo para la tensión τ3
N Número de puntos de colocación ξi utilizados para resolver el
sistema de ecuaciones integrales
n1 Posición adimensional de la grieta
n2 Posición adimensional de la zona plástica
p Distancia al Hot Spot utilizada en los métodos de Taylor
r Distancia utilizada para describir la posición de una
dislocación en coordenadas polares
rad Distancia utilizada para describir la posición de una
dislocación en coordenadas polares, adimensionalizada por el
tamaño de grano del material.
R Radio del agujero
En lo referente a los ensayos de fatiga, relación de carga
min/max
rK , rK1,
rK2
En el apéndice A, relación de variables utilizadas
r0 Ancho de la barrera
s Vector que deﬁne la dirección de una dislocación
t Parámetro utilizado para modelar una grieta con crecimiento
en zigzag
T Momento torsor
tj Punto de inicio/ﬁn de un trozo de grieta modelada con
crecimiento en zigzag
ts Espesor de una placa
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v, u Variables adimensionales utilizadas para la resolución de la
ecuación integral
x, ξ Coordenadas adimensionales de posición sobre la grieta
xˆ, yˆ, ξˆ Coordenadas de posición en el plano orientadas respecto de la
carga externa
x¯, y¯, ξ¯ Coordenadas de posición en el plano orientadas respecto de la
grieta
x1, x2 En el apéndice A, relación de variables utilizadas
xk, yk En el apéndice A, posición en el plano xy
X,Y,Z Sistema de ejes coordenados con centro coincidente
con el centro del agujero
α Relación σFL/τFL
β En la sección 5.1.1, profundidad de la entalla
γ En el apéndice A, ángulo de rotación de las tensiones sobre
la línea de grieta
γ1 Ángulo entre el trozo de grieta donde su ubica una
dislocación ξ y el eje χ
γ2 Ángulo entre el sistema χι y el trozo de grieta donde se
ubica una dislocación x
δ En la sección 7.4, ángulo utilizado para describir la posición
de una dislocación en coordenadas polares
η Relación c/D
θ Punto alrededor del agujero desde el que se inicia la grieta
θ0 Angulo utilizado para describir la posición de una dislocación
en coordenadas polares
θ0ad Angulo utilizado para describir la posición de una dislocación
en coordenadas polares, calculado a través de variables
adimensionales
θ1 Dirección de la grieta
θ1j Dirección del trozo de grieta j.
λ Factor por el que multiplicando las cargas remotas se cumple
el criterio de activación
Λ Máximo λ para una dirección especíﬁca
λFL Límite de fatiga predicho por el modelo NR. Mínimo entre
todos los Λ
µ¯ME Promedio de las rugosidades externas máximas
µ¯mE Promedio de las rugosidades externas medias
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µ¯MI Promedio de las rugosidades internas máximas
µ¯mI Promedio de las rugosidades internas medias
ν Coeﬁciente de Poisson
ξk En el apéndice A, posición de una dislocación sobre el eje x
ρ Relación r0/D
En la sección 7.4 ángulo de giro del sistema de coordenadas
xˆyˆ al sistema χι
σ Tensión normal debido a cargas remotas que habría sobre la
línea de grieta si esta no existiera
En sección 3.1, estado tensional
σf Tensión de fricción normal sobre cada una de las zonas de la
grita f = 1, 2, 3
σ1 Tensión de fricción normal sobre la grieta
σ2 Tensión de fricción normal sobre la zona plástica
σ3 Tensión de fricción normal sobre la barrera
σ3Num Tensión de fricción normal sobre la barrera calculada
numéricamente
σ3Teo Tensión de fricción normal sobre la barrera calculada
de manera analítica
σ¯ Tensión normal debida a la interacción entre las dislocaciones
σn,max Tensión normal máxima al plano crítico utilizada por Susmel
σ∞ Tensión normal remota
σ0 Tensión principal máxima que habría sobre un espécimen con
entalla si esta no existiera.
σFL Límite de fatiga a tracción del material sin concentradores de
tensiones
σFLth Límite de fatiga de las probetas utilizadas para calcular el
factor de intensidad de tensiones umbral
σ∞Li Tensión normal remota necesaria para que la grieta supere
el grano i-ésimo
σI Tensión principal máxima
σIteo Tensión principal máxima teórica
σm Tensión media
σr Tensión radial de un estado tensional en coordenadas polares
σrad Tensión radial de un estado tensional en coordenadas polares,
adimensionalizadas por el tamaño de grano
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σT Tensión principal máxima utilizada en los métodos de Taylor
σTy Límite de fatiga a tracción predicho con el método de Taylor
σθ Tensión circunferencial de un estado tensional en
coordenadas polares
σθad Tensión circunferencial de un estado tensional en
coordenadas polares, adimensionalizadas por el tamaño de
grano
σU Tensión de rotura
σy Tensión de ﬂuencia
τ Tensión tangencial debido a cargas remotas que habría sobre
la línea de grieta si esta no existiera
τf Tensión de fricción tangencial sobre cada una de las zonas de
la grita f = 1, 2, 3
τ1 Tensión de fricción tangencial sobre la grieta
τ2 Tensión de fricción tangencial sobre la zona plástica
τ3 Tensión de fricción tangencial sobre la barrera
τ∞ Tensión tangencial remota
τ¯ Tensión tangencial debida a la interacción entre las
dislocaciones
τa Amplitud de tensión tangencial sobre el plano crítico
utilizada por Susmel et al.
τ ic Tensión necesaria para activar un plano de deslizamiento en
el grano vecino al i-ésimo grano
τFL Límite de fatiga a torsión del material sin concentradores de
tensiones
τ∞Li Tensión tangencial remota necesaria para que la grieta supere
el grano i-ésimo
τrθ Tensión tangencial de un estado tensional en coordenadas
polares
τrθad Tensión tangencial de un estado tensional en coordenadas
polares adimensionalizadas por el tamaño de grano
τTy Límite de fatiga a torsión predicho con el método de Taylor
χ,ι Sistema de coordenadas auxiliar utilizado en la sección 7.4
Ψ Relación R/D
ω Distancia al agujero

Capítulo 1
Introducción
La problemática de los fallos por fatiga afecta a un gran número de compo-
nentes en los más diversos campos de aplicación. Desde maquinaria pesada
para distintos tipos de industria, instrumentos deportivos, medios de trans-
porte, hasta componentes a escala micrométrica.
Al ser un proceso de crecimiento de grieta paulatino que culmina con la frac-
tura de la pieza, prácticamente no se alteran las dimensiones de la misma,
hecho que complica considerablemente su detección. Esto produce que la
gran mayoría de los fallos ocurran de manera inesperada y conlleven, en mu-
chos casos, un gran riesgo para personas.
Se tiene conocimiento de esta problemática desde la segunda etapa de la re-
volución industrial (mediados del siglo XIX), con la aparición de los trenes de
manera masiva y los estudios de Wöhler. Este investigador alemán fue el res-
ponsable de la introducción del término fatiga para fallos que se producían
bajo ciertas condiciones de carga cíclica, como así también del concepto de
límite de fatiga para referirse a una tensión por debajo de la cual una pieza
no fallará sin importar el número de ciclos de carga y descarga a los que se la
someta [1, 2]. En sus trabajos, Wöhler relacionaba directamente la tensión
cíclica sobre una pieza con el número de ciclos necesarios para provocar su
fallo, dando lugar a la bien conocida curva S-N, de la cual derivaron muchos
métodos de cálculo de resistencia a fatiga [3].
Dichos métodos de cálculo, denominados métodos clásicos de cálculo a fatiga,
sólo permiten al diseñador hacer una estimación de los ciclos de carga que
una grieta, sometida a una carga monoaxial, necesita para crecer desde lon-
gitud cero hasta una cierta longitud a partir de la cual su crecimiento puede
ser descrito mediante la Mecánica de Fractura. Puesto que en ellos la presen-
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cia de la microgrieta se obvia totalmente, su aplicación depende de diversos
coeﬁcientes experimentales: de acabado superﬁcial, de tamaño, de concen-
tración de tensiones, etc. La asignación de varios de estos coeﬁcientes es en
gran medida arbitraria, lo que deriva en una gran dispersión en los resulta-
dos.
Se suma a esta carencia, el hecho de que los componentes de máquina suelen
estar sometidos a estados de tensión y deformación multiaxial cíclica durante
su funcionamiento, lo que conlleva la necesidad de realizar una generaliza-
ción del diseño a fatiga a condiciones multiaxiales de tensión. La forma más
común de realizarlo es separar el espacio de tensiones en dos zonas, una se-
gura y otra no. La primera de ellas, como su nombre lo indica, es la zona en la
cual el componente soportará un alto número de ciclos (incluso inﬁnitos) de
combinaciones de esas tensiones sin que se produzca el fallo. Como es lógico,
dicha zona tiene que incluir el origen de tensiones y su contorno tiene que ser
una superﬁcie cerrada. A partir de este punto, las diferencias entre los dis-
tintos criterios de fatiga multiaxial radican en cómo especiﬁcan la forma de
dicha superﬁcie o, incluso, el espacio de tensiones dentro del cual la formulan
(por ejemplo, tensiones desviadoras). En ese sentido, Papadopoulus et al.
[4], en una extensa revisión bibliográﬁca, clasiﬁcan y describen los criterios
de fatiga multiaxial más usados. Dentro de esta clasiﬁcación existen tres ca-
tegorías: criterios basados en los invariantes del tensor de tensiones, criterios
basados en el concepto del plano crítico y criterios basados en promedios de
los indicadores de tensión en un volumen elemental de material (incluyendo
aquí la llamada aproximación mesoscópica).
Los primeros en aparecer históricamente son los criterios apoyados en los
invariantes del tensor de tensiones. Estos surgen de la aplicación a fatiga
de los conocidos criterios de plastiﬁcación de metales, lo cual tiene su base
en las grandes similitudes que tienen ambos procesos. Sin embargo, lógi-
camente, hay muchas diferencias, dentro de las cuales destaca el rol de la
tensión hidrostática en ambos procesos. En el caso del proceso de plastiﬁ-
cación, dicha tensión prácticamente no inﬂuye, mientras que en el proceso
de fatiga una tensión hidrostática puede ayudar a abrir (tensión positiva)
o cerrar (tensión negativa) la grieta, cambiando drásticamente la velocidad
de crecimiento. Por este motivo resulta claro que no se pueden utilizar los
mismos criterios sin modiﬁcarlos de alguna manera, en pos de contemplar la
inﬂuencia de la tensión hidrostática.
Por otro lado, la idea detrás de los criterios de plano crítico, como su nombre
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lo indica, consiste en elegir un plano sobre el cual, se supone, se desarro-
llará la grieta que llevará al fallo por fatiga al componente en cuestión. Las
diferencias entre los criterios enmarcados dentro de esta idea radican en la
elección del plano y en como cuantiﬁcar el daño en base a las tensiones nor-
males y tangenciales sobre dicho plano.
Por último se encuentran los criterios de aproximación mesoscópica [5, 6],
los cuales son también los más recientes. Utilizando la terminología de los
autores, estos criterios trabajan en una escala llamada mesoscópica, la cual
se encuentra entre la macroscópica (aquella utilizada comúnmente en la
ingeniería y en la cual se trata a los materiales como medios continuos) y la
escala microscópica, (aquella donde se toman en cuenta las dislocaciones).
La idea principal de estos métodos se basa en que las deformaciones a escala
microscópica, en los planos de deslizamiento preferentes, terminan deﬁniendo
el lugar y los ciclos de fallo por fatiga. Por lo tanto, los autores elaboran un
criterio de fallo por fatiga en ese nivel de material, utilizando las tensiones
normales y tangenciales a ese nivel. Por último, vinculan las tensiones a
escala -macro con la escala -micro, obteniendo un criterio multiaxial.
Por otro lado, además de considerar el estado multiaxial de tensiones y defor-
maciones mediante cualquiera de los criterios enmarcados en los tres grandes
grupos por Papadopoulus [4], es muy importante tener en cuenta que la
mayor parte de los fallos por fatiga en componentes de máquinas y estruc-
turas tienen lugar en concentradores de tensiones. Estos sitios suelen ser
inevitables por la propia naturaleza de su función, de modo que cualquier
método para predicción de fallo por fatiga debe tener en cuenta el efecto de
los mismos. Para ello existen muchas formas propuestas, comenzando por
los trabajos pioneros de Neuber [7] y Peterson [8] hasta los recientes métodos
de distancia crítica propuestos por Taylor [9].
Todas estas técnicas emplean correlaciones entre el valor de la tensión o la
deformación en la zona de la entalla, y el número de ciclos que el compo-
nente puede resistir, análogamente a la curva S-N introducida por Wöhler
[3]. Son modelos fenomenológicos, que no tienen en cuenta el crecimiento de
la grieta, el cual es el responsable del fallo. Simplemente analizan los campos
de tensiones y deformaciones y elaboran las predicciones en base a distintos
criterios. Esto tiene validez, siempre y cuando la grieta sea pequeña y su
presencia no altere signiﬁcativamente los campos de tensiones en el resto del
sólido.
Como ha podido observarse, los criterios multiaxiales normalmente usados en
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la práctica o aquellos más conocidos para componentes entallados, no tienen
en consideración, de manera cuantitativa, el crecimiento de microgrietas en
las primeras etapas del proceso de fatiga. Sin embargo, desde las últimas dé-
cadas del siglo pasado, se han venido desarrollando teorías de crecimiento de
las denominadas grietas pequeñas, que de alguna manera, tratan de extender
la mecánica de fractura hasta ese régimen en que las grietas son del tamaño
de la propia microestructura del material.
El presente trabajo se enmarca en este ámbito, aplicando el modelo de
Navarro y De los Ríos [10, 11], para componentes con concentradores de
tensiones sometidos a estados de carga biaxiales. El citado modelo considera
a la grieta desde un tamaño comparable con la microestructura del material,
lo que le da bases físicas para cuantiﬁcar tanto la inﬂuencia de la presencia
de concentradores de tensiones como de estados de carga biaxiales.
El objetivo de esta tesis es, entonces, realizar ensayos experimentales inten-
tando reproducir las condiciones ideales del modelo de Navarro y De los Ríos,
para así comparar los resultados con las predicciones teóricas. Con este ﬁn,
se realizarán las siguientes tareas:
• Se hará un estudio detallado del propio modelo aplicado a entallas bajo
carga biaxial, de las ecuaciones que lo componen y de cómo resolverlas
de forma eﬁciente, minimizando tanto el tiempo de cálculo como el
error numérico asociado.
• Se diseñarán las probetas para ensayos de fatiga, con y sin concen-
tradores de tensión. Con este ﬁn se utilizarán herramientas de elemen-
tos ﬁnitos.
• Se detallará el proceso de fabricación de las probetas y la caracteri-
zación de los materiales utilizados, los cuales son un acero AISI 304L
y un aluminio 7075 T6.
• Se harán ensayos de fatiga a tracción-compresión, torsión alternativa y
combinando tracción y torsión en fase.
• Se analizarán los resultados, comparándolos con las predicciones del
propio modelo de Navarro y De los Ríos junto con otro comúnmente
usado por la comunidad cientíﬁca.
Capítulo 2
Modelo de Navarro y De los Ríos
(Modelo NR)
2.1 Modelo NR para placas inﬁnitas
El modelo de Navarro y De los Ríos (NR) [10, 11] originalmente fue desarro-
llado para analizar el crecimiento de grietas microestructuralmente pequeñas
por fatiga en componentes planos, sin concentradores de tensiones y cargados
en modo III. Concretamente, se estudia el caso de una grieta de longitud com-
parable con el tamaño de grano del material, creciendo en una placa inﬁnita
sin discontinuidades geométricas. Dicho trabajo se basa en la clásica investi-
gación de Bilby et al. [12], y modela la grieta y la zona plástica asociada con
una distribución continua de dislocaciones inﬁnitesimales distribuidas a lo
largo de una línea recta de longitud el tamaño medio de grano del material.
Es decir, se asume que la deformación plástica generada por el crecimiento
de una grieta se produce en bandas de deslizamiento rectilíneas, atravesando
los granos del material, o lo que es lo mismo, la grieta crece en una línea,
moviendo dislocaciones únicamente en esa dirección.
Para reproducir la microgrieta, su zona plástica asociada y la barrera mi-
croestructural se considera que en cada una de estas zonas, las dislocaciones
se encuentran sometidas a una tensión de fricción diferente que se opone a
su movimiento. Sobre la microgrieta, dicha tensión de fricción representa la
oposición al movimiento relativo entre ambas caras de la grieta, en la zona
plástica ésta reproducirá la oposición del material al movimiento de las dis-
locaciones en la banda de deslizamiento. Finalmente, la tensión de fricción
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en la zona de la barrera reproducirá la resistencia del material a que las
dislocaciones superen el borde de grano y con ello la grieta pueda continuar
creciendo por fatiga dentro del grano vecino [10, 11].
Entonces, el proceso de crecimiento de una grieta en una placa inﬁnita sin
concentradores de tensiones según el modelo NR, se inicia con la nucleación
de una microgrieta en el grano que presenta la mejor orientación cristalo-
gráﬁca para la formación de bandas de deslizamiento. Una vez nucleada la
microgrieta, la zona plástica se extiende por todo el grano, desde la punta
de la grieta hasta el borde de grano, donde la presencia de dicha interfaz
impide su propagación hacia granos vecinos, actuando como una barrera.
Conforme avanza la grieta dentro del grano, mueve dislocaciones hacia la
barrera microestructural, aumentando la tensión sobre ella. Si dicha tensión
se incrementa lo suﬁciente como para activar bandas de deslizamiento en el
grano vecino, la grieta se propagará y se repetirá este ciclo en cada una de las
barreras siguientes. Si, por el contrario, la tensión no es lo suﬁcientemente
alta como para inducir deformación plástica en el grano aledaño, la grieta
será no propagante. La ﬁgura 2.1 muestra un esquema de la grieta, la zona
plástica y la barrera, junto con los granos del material.
En dicho esquema, se considera un material con un tamaño de grano prome-
dio D y una grieta de longitud 2a, sometido a una tensión externa cortante
τ∞. La posición del borde de grano es iD/2 con respecto al centro de la grieta,
donde i representa la cantidad de granos afectados por la grieta y toma va-
lores i = 1, 3, 5, ..., considerando que la grieta crece de forma simétrica. La
barrera se encuentra entre esa posición y r0 + iD/2, siendo r0, el ancho de la
barrera. Las variables xˆ, yˆ y ξˆ tienen unidades de longitud.
En la ﬁgura 2.2 se muestra otro esquema de la grieta creciendo en el ma-
terial, pero en este caso no se muestran los granos y si las dislocaciones en
la grieta y en la banda de deslizamiento y las tensiones que se oponen a su
movimiento. Las primeras, σ1 y σ2, representan la tensión de fricción en
la grieta y en la zona plástica respectivamente, mientras que σ3 representa
la tensión en la barrera. Cabe destacar que en este caso, las variables que
ﬁguran en el gráﬁco, x, ξ e y, son adimensionales.
La ecuación de equilibrio de dislocaciones a lo largo de la línea de grieta, en
términos de las variables adimensionales x y ξ es la siguiente [10, 13, 14]:
A
∫ 1
−1
f (ξ) dξ
(x− ξ) + (τ
∞ − σf (x)) = 0 (2.1)
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Figura 2.1: Esquema de grieta, zona plástica, barrera y microestructura del ma-
terial.
El primer término representa la suma de las tensiones producidas entre las
dislocaciones, siendo f (ξ) la función distribución de las mismas y A una
constante de valor A = Gb/2pi si se trata de dislocaciones de tornillo y
A = Gb/2pi(1−ν) si son de borde, donde G es el módulo de rigidez transversal
del material, b el vector de Burgers y ν el coeﬁciente de Poisson. El factor
1/(x−ξ) se denomina Núcleo de la ecuación y representa la interacción entre
la dislocación ubicada en x y aquella ubicada en ξ. τ∞ es la tensión que habría
en la línea de grieta si esta no existiera, debido a la tensión externa aplicada.
Por su parte σf es la tensión que se opone al movimiento de las dislocaciones
en cada una de las tres zonas, tomando valores σ1, σ2 y σ3.
Dicha ecuación (2.1) tiene una solución exacta, la cual se consigue aplicando
el teorema de inversión de Muskhelishvili [16]. La función de distribución de
dislocaciones resulta [10, 11]:
f (ξ) =
1
pi2A
(σ2 − σ1)
[
cosh−1
(∣∣∣∣1− n1ξn1 + ξ
∣∣∣∣)− cosh−1(∣∣∣∣1 + n1ξn1 + ξ
∣∣∣∣)]+
+
1
pi2A
(σ3 − σ2)
[
cosh−1
(∣∣∣∣1− n2ξn2 + ξ
∣∣∣∣)− cosh−1(∣∣∣∣1 + n2ξn2 + ξ
∣∣∣∣)] (2.2)
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Figura 2.2: Esquema de grieta, zona plástica y barrera, con la presencia de dislo-
caciones con vectores de Burgers en la dirección x. Coordenadas adimensionales.
Por otra parte, de la condición de existencia de una distribución de dis-
locaciones acotada en ambos extremos, se obtiene la tensión en la barrera
necesaria para mantener el equilibrio [10, 11, 14], la cual se muestra a conti-
nuación en la ecuación (2.3).
σ3 =
1
cos−1 n2
[
(σ2 − σ1) sin−1 n1 − σ2 sin−1 n2 + pi
2
τ∞
]
(2.3)
En la ﬁgura 2.3a se muestra un ejemplo de la distribución de dislocaciones
teórica obtenida mediante la ecuación (2.2) para los siguientes valores de las
variables, escogidos arbitrariamente: n1 = 0.50, n2 = 0.95, σ1 = 0, σ2 = 0.9
y τ∞ = 1. A partir de la ecuación (2.3) se obtiene σ3 = 3.27 MPa.
En dicha ﬁgura se observa la presencia de singularidades que son del tipo
logarítmicas [10, 17, 18] en los cambios de zona (grieta-zona plástica y zona
plástica-barrera) y que la distribución de dislocaciones toma valor 0 en am-
bos extremos, ya que no hay desplazamiento plástico más allá de la barrera.
Por su parte, en la ﬁgura 2.3b, y a modo comparativo, se muestra la ten-
sión σf en cada una de las zonas. Se puede observar que la posición de los
saltos en la tensión coincide con la de las singularidades en la función de
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distribución de dislocaciones. En ambos casos, se muestra sólo la mitad de
las funciones (x, ξ ∈ [0, 1]), utilizando la condición de simetría del problema.
Cabe destacar que la función de distribución de dislocaciones obtenida es
antisimétrica.
(a) Distribución de dislocaciones para un caso arbitrario.
τ∞ = 1
n1 = 0.50
n2 = 0.95
(b) Tensión que se opone al movimiento de las dislocaciones.
σ1 = 0
σ2 = 0.9
σ3 = 3.27
Figura 2.3: Ejemplo de distribución de dislocaciones y tensiones de fricción uti-
lizando las ecuaciones (2.2) y (2.3).
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Volviendo sobre la expresión (2.3), en ella se relaciona directamente la tensión
en la barrera (σ3) con la tensión aplicada a la pieza (τ∞). Por otro lado, a
medida que la grieta avanza, tanto n1 como n2 tienden al valor 1, aumentando
así el valor de σ3. Se puede demostrar [10, 11] que el máximo de la tensión en
la barrera se consigue cuando la grieta alcanza la barrera misma, eliminando
la zona plástica ( n1 = n2 = n = (iD/2) / (iD/2 + r0) ).
Despreciando la tensión de fricción en la zona de la grieta (σ1 = 0), el máximo
en la tensión en la barrera tiene la siguiente expresión:
σ3 =
1
cos−1 (n)
pi
2
τ∞ (2.4)
Para que la grieta pueda propagarse al siguiente grano, el máximo alcanzado
en la barrera tiene que ser lo suﬁcientemente alto para poder activar un plano
de deslizamiento en el grano vecino. Dicha condición se puede expresar, para
una grieta que ocupa i granos, mediante la siguiente ecuación:
σi3 = τ
i
cm
∗
i (2.5)
Donde σi3 es la tensión en la barrera correspondiente al grano  i-ésimo, τ
i
c
es la tensión necesaria para activar un plano de deslizamiento en el grano
vecino y m∗i es un factor de orientación cristalográﬁca entre granos contiguos.
Igualando las ecuaciones (2.4) y (2.5) se obtiene:
τ icm
∗
i =
1
cos−1 (n)
pi
2
τ∞ (2.6)
Por lo tanto, la tensión externa mínima necesaria para que la grieta supere
el grano i-ésimo, (τ∞Li ), es:
τ∞Li =
2 cos−1 (n)
pi
τ icm
∗
i (2.7)
Es sencillo demostrar [10, 11] que el máximo en esta tensión se dará para el
primer grano, por lo que el límite a fatiga del material sin concentradores
de tensiones estará dado por la tensión necesaria para superar la primera
barrera:
τ∞L1 = τFL (2.8)
Partiendo de esta base, se puede demostrar que la relación entre la tensión
necesaria para atravesar la primera barrera (el límite a fatiga del material,
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τL1) y las sucesivas barreras es la siguiente [10, 11, 14]:
τ∞Li
τ∞L1
=
m∗i
m∗1
1√
i
(2.9)
Esta ecuación provee una representación microestructural del diagrama de
Kitagawa-Takahashi.
Si se realiza el razonamiento inverso, mediante el diagrama de Kitagawa-
Takahashi del material estudiado, se puede obtener el término de la derecha
de la ecuación (2.9) [19]. De esta manera se puede obtener la tensión nece-
saria para pasar cada una de las barreras a partir del límite a fatiga y el
correspondiente diagrama del material analizado.
En caso de no conocerse el diagrama de Kitagawa-Takahashi del material, se
puede utilizar la siguiente aproximación propuesta por Vallellano et al. [20].
σ∞Li
σ∞FL
=
√
a0[
(iD/2)f + (a0)
f − (D/2)f
]1/2f (2.10)
Siendo a0 la distancia de El-Haddad [51] (a0 =
1
pi
(
σFL
Kth
)2
) y f un expo-
nente que permite ajustar la forma de la unión entre las dos asíntotas del
diagrama. Se ha comprobado [20] que un valor intermedio razonable para
una gran variedad de materiales es f = 2,5.
Por último, cabe destacar que el modelo de Navarro y De los Ríos consigue
representar correctamente los patrones intermitentes de deceleraciones y ace-
leraciones sucesivas en el crecimiento de microgrietas [10, 11]. Dicho ritmo
de crecimiento no puede ser representado con los modelos de cálculo a fatiga
clásicos.
2.2 Modelo NR aplicado a placas entalladas
Como se vio en la sección anterior, un aporte muy importante del modelo NR
es que recoge correctamente la representación del diagrama de Kitagawa del
material analizado. Esto tiene una destacada relevancia para especímenes
planos sin concentradores de tensiones, implicando que el límite a fatiga es la
tensión necesaria para sobrepasar la primera barrera, como se ha mencionado
en la sección anterior. Es decir, una vez que la grieta se propaga más allá
del primer grano, nada la detendrá, siempre y cuando se mantengan las
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condiciones de carga externa.
Sin embargo, esto no siempre es así en componentes entallados, donde el
campo de tensiones tiene un gradiente. En este caso, a medida que la grieta
avanza, sale del campo de inﬂuencia de la entalla y comienza a ver reducida
la tensión en la punta. Así pues, por un lado la tensión en la barrera aumenta
grano a grano, debido a la propagación de la grieta, mientras que por otro
disminuye, debido a la disminución de la tensión sobre la grieta a medida
que se aleja de la entalla. Esta relación de compromiso entre ambas variables
puede implicar que la tensión necesaria para superar la primera barrera no
siempre sea superior a la necesaria para superar todas las demás. De esta
manera, el límite a fatiga del material estará dado por la tensión mínima
necesaria para superar todas las sucesivas barreras.
El cambio en la ecuación de equilibrio de dislocaciones radica, por un lado,
en la compleja elaboración del Núcleo para el caso de cada geometría y modo
de carga en particular y, por otro, en la dependencia de la tensión en la línea
de grieta debido a la carga externa con la distancia al borde de la entalla.
Dicha tensión deja de ser constante y pasa a tener un gradiente.
La ﬁgura 2.4 muestra el ejemplo de una placa inﬁnita con una entalla circular,
sometida a una carga axial σ∞. En ella se observa, además, el crecimiento
simétrico de dos grietas de longitud a, la zona plástica asociada a cada una
de ellas y las barreras microestructurales. Cabe destacar la presencia de las
variables no adimensionales xˆ y ξˆ, imprescindibles en este caso debido a la
dependencia de la tensión en la línea de grieta con la distancia a la entalla.
De este modo, la ecuación integral de equilibrio de las tensiones sobre las
dislocaciones a lo largo de una de las líneas de grieta, teniendo en cuenta la
presencia de la otra grieta creciendo de forma simétrica, se puede expresar
de la siguiente manera [14]:
A
∫ R+c
R
f(ξˆ)K(xˆ, ξˆ)dξ + (σ(xˆ)− σf ) = 0 (2.11)
Donde K(xˆ, ξˆ) es el Núcleo del sistema, el cual depende de la geometría
y tiene en cuenta la simetría del problema, considerando la interacción de
una dislocación situada en xˆ, para este caso, con vector de Burgers en
la dirección yˆ, con otra situada en  ξˆ y en −ˆξ, también con vectores de
Burgers orientados según el eje yˆ. Por su parte, σ(xˆ) es la tensión elástica
sobre la linea de grieta, debido exclusivamente a la interacción entre la entalla
y a la carga externa, es decir, sin considerar la presencia de la grieta.
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Figura 2.4: Placa inﬁnita con agujero cilíndrico pasante, sometida a tracción
uniaxial
2.3 Resolución numérica del modelo NR
Como se mostró en las secciones anteriores, la pieza fundamental del modelo
NR es el cálculo correcto de la tensión máxima en las sucesivas barreras, a
medida que la grieta avanza. Dicho valor se puede obtener del balance de
tensiones sobre las dislocaciones, que para el caso de un espécimen plano
inﬁnito sin concentradores de tensión sometido a un esfuerzo monoaxial se
reduce a la ecuación 2.1, en la página 36, y para casos más generales, se
modiﬁca tanto el Núcleo como la tensión externa aplicada a lo largo de la
dirección de grieta.
Cuando se trata de un espécimen plano inﬁnito sin concentración de ten-
siones, como ya se ha mencionado, es posible calcular la solución exacta. Sin
embargo, en aquellos casos de geometrías más complejas, con concentradores
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de tensiones, el Núcleo de la ecuación deja de ser sencillo y la resolución
analítica se hace imposible. Es en este punto donde la resolución numérica
de dicha ecuación es la única forma de calcular las tensiones en la barrera.
Sumado a la complejidad propia de la resolución numérica de una ecuación
integral, en la sección 2.1 se mostró que la función de distribución de dislo-
caciones, incógnita en el problema, tiene singularidades logarítmicas que se
corresponden con los cambios abruptos en la tensión de fricción que impide
el movimiento de las dislocaciones [10, 17, 18]. Esto implica descartar de
antemano todos aquellos métodos de resolución que son para funciones aco-
tadas en el intervalo de integración.
Con el ﬁn de poder obtener dicha tensión en los casos donde la resolución
analítica no es posible y donde, a priori, no se pueden utilizar métodos con-
vencionales de resolución numérica de ecuaciones integrales, Chaves et al.
[13] desarrollaron un método basado en el propuesto por Erdogan, Gupta y
Cook, adaptándolo para casos donde la función incógnita no está acotada en
el intervalo de integración.
Los métodos propuestos por Erdogan et al. [25], en los años setenta, se apli-
can en aquellos casos donde la función incógnita no tiene singularidades en el
interior del intervalo de integración, pero si puede tenerlas en los extremos.
De esta manera, los autores distinguen tres casos: uno donde la función en
ambos extremos del intervalo tiende a inﬁnito (caso no acotado-no acotado),
otro donde en uno de ellos lo hace (no acotado-acotado y viceversa) y, lógica-
mente, un tercero donde la función no tiene singularidades en ningún punto
(caso acotado-acotado).
Sabiendo que la función incógnita para el modelo NR, f(ξ), no cumple el re-
quisito de ser acotada en el interior del intervalo, Chaves [13] propone dividir
el intervalo de integración en la posición exacta de la singularidad. De esta
manera, para el caso sencillo de una grieta creciendo en un medio inﬁnito,
como el visto en la ﬁgura 2.5, donde ésta alcanza la barrera, eliminándose la
zona plástica, el intervalo de integración queda dividido en tres subintervalos :
• Acotado-No acotado para la barrera izquierda
• No acotado-No acotado para la grieta
• No acotado-Acotado para la barrera derecha
La ﬁgura 2.6 muestra como serían dichos intervalos de integración, para un
ejemplo arbitrario con n1 = n2 = n = 0.75 y σ∞y = 1. En línea punteada
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Figura 2.5: Placa inﬁnita con grieta sometida a una carga de tracción uniaxial.
se observan los intervalos donde la función es Acotada - No Acotada o No
Acotada - Acotada, mientras que en el intervalo con línea continua se observa
a la función No Acotada en ambos extremos.
σ∞ = 1
n = 0.75
Figura 2.6: Ejemplo de los intervalos de integración utilizados por Chaves et al
[13] para la resolución del modelo NR.
El método propuesto por Erdogan et al. [25] consiste en obtener un sistema
de ecuaciones lineales, teniendo como base la utilización de polinomios de
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Jacobi, de manera análoga al método de integración de cuadraturas de Gauss.
Mediante propiedades de dichos polinomios y trabajando algrebraicamente
con expansiones en fracciones simples, los autores proponen distintos sistemas
de ecuaciones para cada caso. A continuación se muestran los sistemas de
ecuaciones para cada uno de los tres. El detalle de la deducción se puede
encontrar en [13, 25].
Sea la siguiente ecuación integral:
S(x) =
1
pi
∫ 1
−1
f(ξ)
ξ − xdξ (2.12)
La función f(ξ) se puede descomponer en el producto de dos funciones, una
acotada dentro del intervalo de integración y otra función de peso que re-
produce el comportamiento en los extremos. Entonces, la ecuación integral
resulta:
S(x) =
1
pi
∫ 1
−1
g(ξ)w(ξ)
ξ − x dξ (2.13)
Siendo la función g(ξ) acotada en el intervalo (−1; 1) la incógnita, w(ξ) =
(1 − ξ)α(1 + ξ)β la función de peso de los polinomios de Jacobi y S(x) una
función conocida.
Si la función g(ξ) está acotada en ambos extremos, la integral puede transfor-
marse en un sistema de ecuaciones lineales como el mostrado a continuación:
S(xk) = 2
N∑
i=1
1− ξ2i
(N + 1)(ξi − xk)g(ξi) (2.14)
donde se obtiene una ecuación por cada punto de colocación, xk, siendo estos
las N + 1 raíces del polinomio de Chebyshev de primer orden (TN+1). Cada
una de estas N + 1 ecuaciones tiene N incógnitas, las cuales son la función
g(ξ) evaluada en los puntos de integración, ξi, los que se obtienen como las
N raíces del polinomio de Chebyshev de segundo orden (UN).
Siendo

xk = cos
(
pi(2k − 1)
2(N + 1)
)
k = 1, . . . , N + 1
ξi = cos
pi · i
N + 1
i = 1, . . . , N
La resolución del sistema de ecuaciones permite obtener N valores discretos
de la función g(ξ), en los puntos ξi. Utilizando un valor de N suﬁcientemente
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alto, se obtiene una aproximación razonable de la función g(ξ).
Por otra parte, al existir un punto de colocación xk más que puntos de inte-
gración ξi, se obtiene un sistema con N + 1 ecuaciones y N incógnitas, como
se mencionó previamente. Para este caso, los autores recomiendan descartar
una ecuación cualquiera [25]. Sin embargo, como se mostrará posteriormente,
en el caso particular de la resolución del modelo NR, esta ecuación sobrante
se utiliza para calcular la tensión en la barrera, la cual es una incógnita extra.
Análogamente, si la función g(ξ) está acotada en sólo uno de los extremos,
el sistema de ecuaciones derivado es:
S(xk) = 2
N∑
i=1
2(1− ξi)
(2N + 1)(ξi − xk)g(ξi) (2.15)
Siendo

xk = cos
(
pi(2k − 1)
2N + 1
)
k = 1, . . . , N
ξi = cos
pi · 2i
2N + 1
i = 1, . . . , N
En este caso, el sistema contiene igual número de ecuaciones que de incógni-
tas.
Por último, para el caso en que la función incógnita, g(ξ), tiende a inﬁnito
en ambos extremos del intervalo, el sistema de ecuaciones es el siguiente:
S(xk) = 2
N∑
i=1
1
N(ξi − xk)g(ξi) (2.16)
Siendo

xk = cos
(
pi · k
N
)
k = 1, . . . , N − 1
ξi = cos
pi(2i− 1)
2N
i = 1, . . . , N
Siguiendo la misma lógica que en los casos anteriores, se deduce que el sis-
tema contará con N − 1 ecuaciones para N incógnitas.
Para la resolución del caso concreto del modelo NR, como ya se mencionó an-
teriormente, se utilizan dos intervalos del tipo acotado-no acotado, los cuales
proporcionan igual número de incógnitas que de ecuaciones, y un intervalo
no acotado-no acotado, el cual tiene una incógnita más que ecuaciones. Si
cada intervalo tiene N puntos de integración, habrá 3N incógnitas y 3N − 1
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ecuaciones. Por otro lado, la tensión en la barrera se desconoce y es una
incógnita más. De este modo, son 3N + 1 incógnitas y solamente 3N − 1
ecuaciones.
Para salvar esta indeterminación del sistema, Chaves propone, basándose en
los trabajos de Hills para factores de intensidad de tensiones [26], imponer
una condición de continuidad de la pendiente del desplazamiento plástico en
los dos intervalos. Dicha condición equivale a que la función de distribución
de dislocaciones f(ξ) tenga el mismo valor a ambos lados de las uniones de
intervalos, es decir, a ambos lados de la singularidad [13].
Así, se obtienen dos ecuaciones más, una por cada singularidad, dejando el
sistema con igual cantidad de ecuaciones que de incógnitas.
Los resultados conseguidos por el Chaves et al. [13, 14, 21], utilizando esta
técnica de integración, son muy precisos para distintos tipos de carga y ge-
ometrías. Sin embargo, para casos particulares, el sistema puede quedar mal
condicionado y provocar errores numéricos. Sumado a ello, la utilización de
las ecuaciones de continuidad de la pendiente del deslizamiento plástico im-
plica introducir conceptos ajenos al modelo NR.
Estas inquietudes han derivado en la necesidad de buscar alternativas al
método propuesto por Chaves et al. al menos para los casos especíﬁcos
donde los errores numéricos dejan de ser despreciables.
2.4 Métodos alternativos de resolución numérica
Algunos autores proponen [17, 18] la validez de la utilización de cuadraturas
de Gauss para la resolución numérica de ecuaciones integrales, cuando la fun-
ción conocida presenta discontinuidades, o lo que es equivalente, la función
incógnita presenta singularidades logarítmicas.
En el presente trabajo se evaluaron distintos métodos de resolución de ecua-
ciones integrales, más allá del visto en la sección 2.3, que a priori, no tienen
garantizada la convergencia a la solución debido a la presencia de la sin-
gularidad logarítmica. La motivación para probar estos métodos radica en
que el área debajo de una curva con una singularidad de este tipo, existe
y está acotada. En ese caso, el tratamiento numérico para estas integrales
impropias está ampliamente documentado y se puede encontrar en prácti-
camente cualquier libro de análisis numérico. Se busca entonces adaptar
algunos de estos métodos de integración a la resolución de una ecuación in-
tegral.
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2.4.1 Método basado en Newton-Cotes
El primer método de resolución se buscó lo más sencillo posible, como manera
de comprobar la inﬂuencia de la singularidad en el resultado obtenido. El
mismo se basó en un método de integración de Newton-Cotes, comúnmente
llamado regla del punto medio, el cual aproxima el área encerrada debajo de
una curva como la suma de las áreas de rectángulos de igual base, cuya altura
es igual a la función en el punto medio del intervalo. La siguiente ecuación
reﬂeja este razonamiento, el cual se puede ver gráﬁcamente en la ﬁgura 2.7.
∫ b
a
f(x)dx ≈
N∑
1
h f
(
ξi
2
)
(2.17)
Donde h = (b−a)/N es el ancho de cada intervalo, los N+1 xi = a+h(i−1)
son los extremos de cada uno de los N intervalos y los ξi = (xi+1 + xi)/2 son
los puntos medios del intervalo, donde se evalúa la función.
Para adaptar este método al de una ecuación integral, se toman los N + 1
extremos de los intervalos (xi) como puntos de colocación y los N  puntos
intermedios (ξi), como los puntos de integración en donde la función es una
incógnita.
Aplicación a un caso particular
Se presenta el caso de un sólido plano inﬁnito, sin concentradores de ten-
siones, en el cual crece una grieta de longitud 2a, sometido a una tensión
externa de tracción σ∞. Como en la práctica siempre se buscará el máximo
en la tensión de la barrera, se presenta el caso para el cual la grieta ha alcan-
zado la posición misma del borde de grano, es decir, no existe zona plástica.
La ﬁgura 2.5, en la página 45 muestra un esquema del problema estudiado.
La ecuación de equilibrio de dislocaciones para este caso particular es la
ecuación 2.1, en la página 36.
Como se mencionó anteriormente, para este caso particular la solución analítica
existe, por lo que se utilizará para comparar con los resultados numéricos.
La ecuación integral se transforma en N + 1 ecuaciones del tipo:
N∑
i=1
h
f(ξi)
xk − ξi = −
σ∞ − σf (xk)
A
(2.18)
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Figura 2.7: Esquema del método de integración Newton-Cotes.
Siendo σf =
{
0 si |xk| < n
σ3 si |xk| > n
ξi =
xk+1 + xk
2
i = 1, . . . , N xk = −1 + 2 · (k − 1)
N
k = 1, . . . , N + 1
Dicho sistema de ecuaciones presenta una ecuación por cada punto de colo-
cación, xi (N + 1 ecuaciones), mientras que la función evaluada en los N
puntos de integración, f(ξi), y la tensión en la barrera, σ3, son las N + 1
incógnitas del sistema.
La ﬁgura 2.8 muestra la comparación entre la función de distribución obtenida
numéricamente y la teórica, calculada mediante la ecuación 2.2, para un valor
de n = 0.75 elegido arbitrariamente, y una tensión externa aplicada unidad
σ∞ = 1.
La tensión en la barrera obtenida de forma teórica mediante la ecuación 2.4,
σ3Teo, es:
σ3Teo = 2.173407904
2. Modelo de Navarro y De los Ríos 51
Figura 2.8: Comparación entre la función de distribución de dislocaciones obtenida
mediante un método basado en Newton-Cotes y la teórica obtenida mediante la
ecuación 2.2.
Por su parte, la tabla 2.1 muestra los resultados obtenidos y el error por-
centual, calculado según la ecuación 2.19, de cada uno de ellos, para distintas
cantidades de ecuaciones utilizadas (N).
Error % =
|V alor Teorico− V alor Numerico|
V alor Teorico
· 100 (2.19)
La ﬁgura 2.9 muestra un gráﬁco en escala doble logarítmica donde se aprecia
la tendencia del error en relación al número de ecuaciones N . Como era de
esperarse por la naturaleza del método de resolución, dicho gráﬁco muestra
una tendencia lineal.
Si bien, pese a la presencia de la singularidad logarítmica, queda compro-
bada la convergencia del método hacia la solución real, la relación entre el
tiempo de ejecución y el error porcentual no es buena. A esto se suma el he-
cho de haber obviado el núcleo singular de Cauchy de la ecuación integral y,
por último, el sistema tiene una clara tendencia a quedar mal condicionado,
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Tabla 2.1: Valores de σ3 obtenidos y error porcentual. Método de Newton-Cotes
N σ3Num/σ
∞ Error Porcentual (%)
10 1.859203677 14.4568
100 2.15642895 0.7812
1000 2.176251164 0.1308
5000 2.173976281 0.0262
10000 2.173692075 0.0131
15000 2.173597348 0.0087
20000 2.173549985 0.0065
25000 2.173521568 0.0052
30000 2.173502624 0.0044
35000 2.173489092 0.0037
complicando en algunos casos más complejos su resolución. Sin embargo,
este método sencillo comprueba la propuesta inicial de utilizar métodos para
funciones acotadas pese a la presencia de la singularidad.
2.4.2 Método propuesto por Erdogan, Gupta y Cook
Con la misma lógica relacionada a la inﬂuencia de la singularidad, empleada
antes de realizar el método basado en Newton-Cotes, se decidió probar otro
método de resolución, esta vez basado en cuadraturas de Gauss. Dicho
método es el propuesto por Erdogan, Gupta y Cook, visto en la sección
2.3, para un sólo intervalo de integración donde la función es acotada en
ambos extremos.
Aplicación a un caso particular
Se aplicó este método de resolución al caso presentado en la sección 2.4.1.
La ecuación integral utilizada es, nuevamente, la ecuación 2.1 y el sistema de
ecuaciones que deriva luego de aplicar la ecuación 2.14 de la página 46 es el
siguiente:
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Figura 2.9: Error relativo del método basado en Newton-Cotes en función de N .
−σ
∞ − σf (xk)
pi · A =
N∑
i=1
1− ξ2i
(N + 1)(ξi − xk)f(ξi) k = 1, ..., N + 1 (2.20)
Los xk y los ξi son las raíces de los polinomios de Chebyshev de primero y
segundo orden, cuyo cálculo se vio en la sección 2.3. Por su parte, σf toma
valor σ3, incógnita del problema, cuando el punto de colocación pertenece a
la barrera (|xk| > n) y se anula para todos los demás casos.
La ﬁgura 2.10 muestra la distribución de dislocaciones calculada de forma
numérica para N = 1000 junto con la teórica.
La tabla 2.2 muestra la tensión σ3 y el error porcentual asociado, calcu-
lado según la fórmula 2.19, mientras que la ﬁgura 2.11 muestra el error
porcentual en función del número de ecuaciones en un gráﬁco con escala
lineal-logarítmica.
Al contrario del método anterior, el error no siempre disminuye con el au-
mento del número de ecuaciones. Esta particularidad hace muy difícil la
elección de N para trabajos futuros, donde se desconocerá el valor exacto de
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Figura 2.10: Comparación entre la función de distribución de dislocaciones
obtenida mediante el método de Erdogan, Gupta y Cook y la teórica.
Tabla 2.2: Valores de σ3 obtenidos y error porcentual. Método de Erdogan et al.
N σ3Num/σ∞
Error
Porcentual %
N σ3Num/σ∞
Error
Porcentual %
5 3 38.0321 17500 2.173497268 0.0041
10 1.833 15.6471 20000 2.173549228 0.0065
100 2.195652174 1.0235 22500 2.173589645 0.0084
1000 2.176086957 0.1233 25000 2.173244089 0.0075
2500 2.174782609 0.0633 27500 2.173304884 0.0047
5000 2.174347826 0.0432 30000 2.173355549 0.0024
7500 2.172943221 0.0214 32500 2.173398422 0.0004
10000 2.173185571 0.0102 35000 2.173435171 0.0013
12500 2.173331015 0.0035 37500 2.173467022 0.0027
15000 2.173427992 0.0009
la tensión en la barrera, no garantizando que un aumento en el número de
ecuaciones lleve a un resultado más preciso.
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Figura 2.11: Error relativo del método de Erdogan, Gupta y Cook en función de
N .
Con el ﬁn de solucionar este problema y sabiendo que la presencia de la
singularidad podría ser responsable de este comportamiento anómalo, se cal-
culó la distancia del punto de integración (donde se calcula la función) más
cercano a la posición de la singularidad para cada N y se la comparó con el
error relativo correspondiente.
La ﬁgura 2.12 muestra al error porcentual en el cálculo de la tensión en la
barrera, en función de la distancia adimensional mínima entre la singularidad
y el punto de integración más cercano a ella. Se observa una dependencia
prácticamente lineal entre las variables, siendo menor el error porcentual
cometido cuando menor es la distancia entre la singularidad y algún punto
de integración.
Esto resulta lógico, ya que la tensión en la barrera depende del área ence-
rrada por la función de distribución de dislocaciones, y este método obvia
totalmente la presencia de la singularidad. Por otra parte, el área encerrada
debajo de una singularidad logarítmica tiende a cero para intervalos de in-
tegración también tendientes a cero. Por ello, cuanto más cerca se coloquen
los puntos de integración de la singularidad, menor será el área afectada que
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Figura 2.12: Error porcentual en función de la distancia adimensional mínima
entre un punto de integración y la singularidad.
no se toma en cuenta y por tanto, mayor la precisión del método.
Siguiendo esta lógica, se calculó el número de ecuaciones que garantiza la
mínima distancia de un punto de integración a la singularidad, es decir, se
buscó el siguiente mínimo para distintos N en un intervalo N ∈ [2, 1000]:
min ||ξi| − n|
El valor de N encontrado es N = 751.
La ﬁgura 2.13 muestra el error relativo de todos los valores antes calculados
junto con este nuevo valor, para N = 751, en un gráﬁco de escala doble
logarítmica.
Se observa claramente que el error conseguido es menor que en cualquiera
de los casos anteriores, los cuales incluyen valores de N prácticamente dos
órdenes de magnitud mayores que el utilizado.
Finalmente, se optó por este método para la resolución numérica del mo-
delo NR, para todos los casos, quedando pendiente como trabajo a futuro, la
comprobación teórica de la convergencia del método propuesto por Erdogan,
Gupta y Cook o la obtención de un nuevo método, para casos en los que la
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Figura 2.13: Comparación entre el error relativo del método de Erdogan, Gupta
y Cook para distintos N y para N = 751.
función incógnita presenta una singularidad logarítmica.

Capítulo 3
Modelo NR biaxial
3.1 Modelo NR para cargas biaxiales propor-
cionales
Para ampliar el model NR al caso de una tensión biaxial proporcional so-
bre una placa inﬁnita, hace falta modelar la apertura de la grieta tanto en
dirección perpendicular a su plano como en su propio plano. Es decir, la
apertura debido a la tensión normal y al esfuerzo cortante. Para conocer
que distribuciones de dislocaciones es necesario considerar en este caso, se
utiliza la fórmula de Peach-Koehler [57]. Dicha fórmula permite conocer la
fuerza F que resulta al aplicar un estado tensional σ a una dislocación con
una dirección deﬁnida por el vector ~s = (sx, sy, sz) y con vector de Burgers
~b = (bx, by, bz).
F = −s× σb
Si el estado tensional solo tiene componentes en el plano de la placa, por
ejemplo el xy (σxx, σyy, τxy), la fuerza resultante tiene las siguientes compo-
nentes:
Fx = sz (σyyby + τxybx)
Fy = −sz (σxxbx + τxyby)
Fz = −sx (σxxbx + τxyby) + sy (σyyby + τxybx)
Descartando la componente Fz por estar fuera del plano de la placa, se ob-
serva que las únicas dislocaciones que interactúan con el campo tensional
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son aquellas que están sobre una línea perpendicular a la placa (sz) y con
vectores de Burgers perpendiculares (bx, by) a dicha línea de dislocación. Por
lo tanto, estos dos tipos de dislocaciones son las que se deben tener en cuenta
en la condición de equilibrio.
Lógicamente, en la condición de activación de planos de deslizamiento en el
grano vecino al i-ésimo grano, ahora se debe encontrar la contribución de
las dos distribuciones de dislocaciones, con vectores de Burgers paralelos, bx,
y perpendiculares, by, a la dirección de la grieta, fx(ξ) y f y(ξ) respectiva-
mente. También es lógico pensar que la tensión en la barrera tendrá ahora
una componente debida a la distribución de dislocaciones con vector de Burg-
ers en la dirección paralela a la de la grieta (τ3), y otra debida a aquellas con
vector de Burgers en la dirección perpendicular (σ3).
Además, por tratarse de un caso de carga biaxial, en el cual la combinación
de estados de carga en el plano puede ser cualquiera, no existe a priori una
dirección de grieta preferencial. Esto implica la necesidad de trabajar en el
plano, evaluando distintas direcciones de propagación de la grieta (θ1). La
ﬁgura 3.1 muestra un esquema del modelo aplicado a una grieta con el sis-
tema de coordenadas general (orientado en función de la carga de tracción)
y el sistema local, con origen en el punto de iniciación de la grieta. Se trata
de un medio inﬁnito, sin concentradores de tensiones, sometido a una carga
biaxial, representada como la combinación de dos tensiones genéricas, σ∞ y
τ∞ [13, 22, 23].
Debido a la presencia de ambas distribuciones de dislocaciones y al trabajar
en un plano, se deben considerar las tensiones de tracción y de corte sobre
la linea de grieta, σ(x) y τ(x), dentro del balance de tensiones. De esta ma-
nera, ambas ecuaciones integrales en coordenadas adimensionales resultan
[13, 21, 22, 23]:
A
∫ 1
−1
f y(ξ)Ky(x, ξ)dξ + (σ(x)− σf ) = 0
A
∫ 1
−1
fx(ξ)Kx(x, ξ)dξ + (τ(x)− τf ) = 0 (3.1)
Ambas ecuaciones están desacopladas, por lo que se puede entender al sis-
tema como la suma de dos sistemas monoaxiales, cada uno con el Núcleo
correspondiente.
De manera análoga al caso uniaxial, se obtiene una condición de superación
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Figura 3.1: Placa con grieta sometida a esfuerzos biaxiales
de la barrera i-ésima, con la diferencia de poseer la contribución de ambas
tensiones [22, 23]:
σi3
m∗σi
+
τ i3
m∗τi
= τc (3.2)
Ahora la tensión crítica necesaria para activar bandas de deslizamiento en el
grano vecino τc se consigue con la suma de la tensión normal en la barrera
σi3 multiplicada por el factor de proyección sobre el grano siguiente m
∗
σi y la
tensión tangencial τ i3, también multiplicada por su factor de proyección m
∗
τi.
Reordenando la condición de activación 3.2, se obtiene:
σi3
m∗σi τc
+
τ i3
m∗τi τc
= 1 (3.3)
Por su parte, cada una de las constantes de activación de la i-ésima barrera
puede relacionarse con la primera a través del diagrama de Kitagawa, como
ya fue mencionado en la sección 2.1. Utilizando la relación 2.9 tanto para
m∗σi τc/m
∗
σ1 τc , como para m
∗
τi τc/m
∗
τ1 τc y la aproximación 2.10 en el caso
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de no conocer el diagrama de Kitagawa del material estudiado, se obtiene
[13, 21]:
m∗σi τc = m
∗
σ1 τc
√
a0[
(iD/2)f + (a0)
f + (D/2)f
]1/2f √i
m∗τi τc = m
∗
τ1 τc
√
a0[
(iD/2)f + (a0)
f + (D/2)f
]1/2f √i (3.4)
A priori, las constantes de activación para el primer grano son desconoci-
das. Sin embargo, ya se ha mencionado que el límite de fatiga del material
plano sin concentradores de tensiones está relacionado con la superación de la
primera barrera. Se puede demostrar [22, 23] que ambas constantes cumplen
las siguientes relaciones con los límites de fatiga en tracción σFL y torsión
τFL:
m∗σ1 τc =
pi
2 cos−1 n2
σFL
2− α
m∗τ1 τc =
pi
2 cos−1 n2
σFL
2
√
α− 1 (3.5)
siendo α = σFL/τFL .
Una vez resuelto de manera numérica el sistema de ecuaciones, lo que se vio
en las secciones 2.3 y 2.4, y calculadas las tensiones en la barrera (σi3 y τ
i
3),
se procede a calcular la condición de activación (3.2).
Al igual que en el caso uniaxial (ecuación 2.6), se puede demostrar que la
tensión en la barrera es linealmente proporcional a la tensión aplicada [24].
Aprovechando esta propiedad, se pueden calcular las tensiones en la barrera
para cargas externas comprendidas entre 0 y 1. Por ejemplo, una carga pu-
ramente axial quedaría deﬁnida como σ∞ = 1 , τ∞ = 0. Una vez calculadas
ambas tensiones en la barrera, para la combinación de cargas requeridas, se
puede calcular el factor λ(θ1, i), el cual multiplicado por el primer miembro
de 3.3 haga cumplir el criterio de activación [21], es decir:
λ(θ1, i) =
1
σi3
m∗σi τc
+
τ i3
m∗τi τc
(3.6)
Una vez conocido λ(θ1, i), las tensiones necesarias para superar la barrera
i-esima (σLi y τLi) son:
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σLi = λ(θ1, i) · σ∞ (3.7)
τLi = λ(θ1, i) · τ∞
Para conocer el límite de fatiga de la pieza para una relación de cargas dada,
se sigue un procedimiento sencillo. Para cada dirección de grieta deﬁnida
por θ1 se calcula el factor λ(θ1, i) necesario para superar todas las i barreras,
mediante la ecuación 3.6. Dicho valor, llamado Λ(θ1), es:
Λ(θ1) = maxλ(θ1, i) (3.8)
De todos los valores Λ(θ1), uno por cada dirección estudiada, el mínimo se
utiliza para conocer el límite a fatiga del material, mediante las ecuaciones
3.7, para esa relación de carga. Es decir, el mínimo valor necesario para hacer
propagar una grieta por alguna de las direcciones posibles. Por su parte,
la dirección correspondiente al mínimo será aquella por donde propagará
la grieta. De esta forma, el modelo proporciona tanto el límite a fatiga
como la dirección preferencial de propagación. De ahora en adelante, y por
simplicidad, se llamará al factor λFL límite de fatiga del material, aunque se
trate, en realidad, del factor que permite su obtención.
λFL = min Λ(θ1) (3.9)
3.2 Modelo NR biaxial aplicado a placas enta-
lladas
Al aplicar el modelo NR biaxial a una entalla, suceden los mismos inconve-
nientes que para el caso uniaxial (sección 2.2), sumados a otros inherentes a
pasar de trabajar sobre una línea a un plano.
Entre estas complicaciones, la tensión en la línea de grieta debido a la carga
externa tiene un gradiente y pasa a depender de la posición con respecto a la
entalla, las ecuaciones pasan a estar acopladas, existiendo ahora cuatro Nú-
cleos, uno por cada combinación entre las tensiones sobre la línea de grieta
(σ(x), τ(x)) y las funciones de distribución de dislocaciones (f(ξ)x ,f(ξ)y) y,
por último, se desconocen tanto la posición del inicio de la grieta alrededor
de la entalla, como la dirección de propagación.
La ﬁgura 3.2 muestra el ejemplo de una placa inﬁnita con un agujero, sometida
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a un estado de carga biaxial, combinación de una carga de tracción σ∞ y una
de corte τ∞. La placa posee dos grietas de longitud a creciendo de manera
simétrica, desde un punto cualquiera de la entalla, deﬁnido por la variable θ,
con una dirección arbitraria, deﬁnida por la variable θ1.
τ∞
τ∞
σ∞
σ∞
θ
θ10
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x¯,
ξ¯
y¯
yˆ
xˆ, ξˆ
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r
Figura 3.2: Placa entallada sometida a esfuerzos biaxiales.
Por razones de conveniencia en el cálculo, se calculan las tensiones elásticas,
debido a las cargas externas, alrededor de la entalla en coordenadas polares
y luego se giran a coordenadas cartesianas, x e y, con el origen coincidente
con el origen de la grieta. Cada una de las contribuciones de las tensiones
externas a lo largo de la grieta (σ y τ) son entonces, funciones de dos ángulos,
aquel que forma el punto de inicio de la grieta sobre la entalla, con respecto a
la horizontal (θ) y el que forman la dirección de propagación y la horizontal
(θ1). Al mismo tiempo, también son funciones de la distancia a la entalla (r)
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y, evidentemente, de la carga aplicada (σ∞,τ∞).
σ(θ, θ1, r, σ
∞, τ∞) = σ(x¯)
τ(θ, θ1, r, σ
∞, τ∞) = τ(x¯)
Las ecuaciones de equilibrio para el caso general de una grieta creciendo desde
una entalla, con la inﬂuencia de otra grieta creciendo de manera simétrica,
son:
− 1
A
[σ(x¯)− σf ] =
∫ c
0
fx(ξ¯)Kxσ(x¯, ξ¯)dξ¯ +
∫ c
0
f y(ξ¯)Kyσ(x¯, ξ¯)dξ¯ (3.10)
− 1
A
[τ(x¯)− τf ] =
∫ c
0
fx(ξ¯)Kxτ (x¯, ξ¯)dξ¯ +
∫ c
0
f y(ξ¯)Kyτ (x¯, ξ¯)dξ¯
Siendo c = iD/2 + r0 la distancia entre el inicio de la grieta hasta el ﬁnal de
la barrera.
En este caso, para encontrar el límite de fatiga se debe analizar para cada
punto de iniciación θ alrededor de la entalla, todas las rectas de propagación
posibles θ1. En cada una de ellas se encuentra una barrera cuya tensión para
sobrepasarla será máxima, utilizando la ecuación 3.6. Se busca entonces, el
siguiente valor:
Λ(θ, θ1) = maxλ(θ, θ1, i) (3.11)
Del conjunto de todas las tensiones máximas para sobrepasar las barreras,
una por cada punto de iniciación y dirección de propagación, la más baja de
ellas es el límite de fatiga del material λFL.
λFL = min Λ(θ, θ1) (3.12)
El punto de iniciación y la dirección de propagación correspondientes a esa
tensión mínima, serán el lugar preferente donde se inicie la grieta alrededor
de la entalla y la dirección de propagación que tomará.
Como puede verse, el presente modelo brinda, además de la tensión máxima
que soporta la placa, el punto de iniciación y la dirección de propagación
de la grieta, algo que no hacen los modelos enmarcados dentro del cálculo
clásico de componentes sometidos a fatiga.
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3.3 Ecuaciones del modelo NR para el caso de
una placa biaxial con entalla circular
Una vez seleccionado un método eﬁciente de resolución numérica de ecua-
ciones integrales, se ha procedido a aplicarlo al modelo Biaxial para placas
entalladas. Concretamente, se ha analizado el caso de entallas circulares.
Lógicamente, previo a resolver las ecuaciones inherentes al modelo NR, es
necesario conocerlas correctamente. Es decir, evaluar tanto el campo de ten-
siones elásticas sobre la linea de grieta que existiría en caso de no encontrarse
la misma, como la contribución de la interacción entre dislocaciones, es decir,
el Núcleo del problema. Ambos estudios fueron desarrollados por Chaves et
al. [21], pero para facilitar la compresión de la resolución numérica del mo-
delo biaxial en su totalidad, se explican a continuación.
3.3.1 Tensiones elásticas
Por tratarse del campo de tensiones elásticas alrededor de una entalla cir-
cular, se trabaja con coordenadas polares, como se mencionó en la sección
3.2. Por esta razón es necesario establecer las relaciones entre las variables
adimensionales a lo largo de la linea de grieta (x, ξ) y las utilizadas para
calcular las tensiones elástica (r, θ0). La ﬁgura 3.3 muestra un esquema com-
pleto de todas ellas, mientras que las relaciones analíticas se muestran en las
ecuaciones 3.13.
r(x) = R cos(θ − θ0(x)) + c · x cos(θ1 − θ0(x))
r(ξ) = R cos(θ − θ0(ξ)) + c · ξ cos(θ1 − θ0(ξ))
θ0(x) = arctan
(
R sin(θ) + c · x sin(θ1)
R cos(θ) + c · x cos(θ1)
)
(3.13)
θ0(ξ) = arctan
(
R sin(θ) + c · ξ sin(θ1)
R cos(θ) + c · ξ cos(θ1)
)
Para calcular el campo de tensiones elásticas generado en las inmediaciones
de dicha entalla cuando la placa está sometida a una combinación de esfuerzos
axiales y tangenciales, Chaves et al. [21] utiliza el principio de superposición.
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Figura 3.3: Variables utilizadas para resolver el problema elástico a lo largo de la
linea de grieta
Esto implica, calcular por un lado el estado de tensiones generado por el es-
fuerzo a tracción y por otro, el generado por el esfuerzo de corte y sumar
ambos estados, como muestra la ﬁgura 3.4.
Para el caso de la placa sometida a un estado de carga axial, como la de
la ﬁgura 3.4a, se pueden utilizar las fórmulas obtenidas por Kirsch [21, 34].
Dichas fórmulas, en coordenadas polares resultan ser:
σr(r, θ) =
σ∞
2
(
1− R
2
r2
)
− σ
∞
2
(
1 +
3R4
r4
− 4R
2
r2
)
cos(2θ)
σθ(r, θ) =
σ∞
2
(
1 +
R2
r2
)
+
σ∞
2
(
1 +
3R4
r4
)
cos(2θ) (3.14)
τrθ(r, θ) =
σ∞
2
(
1− 3R
4
r4
+
2R2
r2
)
sin(2θ)
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(a) Placa con entalla cilíndrica
sometida a esfuerzos axiales.
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(b) Placa con entalla cilíndrica
sometida a esfuerzos tangenciales.
Figura 3.4: Combinación de esfuerzos axiales y tangenciales sobre una placa in-
ﬁnita con una entalla circular.
Para conocer el campo tensional producido por el esfuerzo de corte, simple-
mente se descompone éste en una tensión de tracción, girada 45o respecto de
los ejes originales, y otra de compresión girada −45o. Dicho razonamiento se
puede observar en la ﬁgura 3.5. Ambos estados se resuelven por separado,
utilizando las fórmulas encontradas por Kirsch considerando el cambio de
ángulo respecto de los ejes iniciales, para luego sumarse.
Para la carga a tracción, las ecuaciones que resultan para un punto (r, θ)
respecto de los ejes originales, son:
σr(r, θ) =
τ∞
2
(
1− R
2
r2
)
− τ
∞
2
(
1 +
3R4
r4
− 4R
2
r2
)
sin(2θ)
σθ(r, θ) =
τ∞
2
(
1 +
R2
r2
)
+
τ∞
2
(
1 +
3R4
r4
)
sin(2θ) (3.15)
τrθ(r, θ) =
−τ∞
2
(
1− 3R
4
r4
+
2R2
r2
)
cos(2θ)
Para la carga de compresión sobre ejes a −45o de los ejes originales, el campo
de tensiones se puede describir con las siguientes ecuaciones:
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sometida a esfuerzos tangenciales.
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(b) Placa con entalla cilíndrica sometida a
esfuerzos normales biaxiales de signo con-
trario.
Figura 3.5: Relación entre esfuerzos tangenciales y axiales sobre una placa.
σr(r, θ) =
−τ∞
2
(
1− R
2
r2
)
− τ
∞
2
(
1 +
3R4
r4
− 4R
2
r2
)
sin(2θ)
σθ(r, θ) =
−τ∞
2
(
1 +
R2
r2
)
+
τ∞
2
(
1 +
3R4
r4
)
sin(2θ) (3.16)
τrθ(r, θ) =
−τ∞
2
(
1− 3R
4
r4
+
2R2
r2
)
cos(2θ)
Siguiendo con el desarrollo llevado a cabo por Chaves [21], dichos campos se
suman y se evalúan en el punto x (r(x), θ0(x), ﬁgura 3.3).
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σr(x) =
σ∞
2
[
1− R
2
r(x)2
]
− σ
∞
2
[
1 +
3R4
r(x)4
− 4R
2
r(x)2
]
cos(2θ0(x))
− τ∞
[
1 +
3R4
r(x)4
− 4R
2
r(x)2
]
sin(2θ0(x))
σθ(x) =
σ∞
2
[
1 +
R2
r(x)2
]
+
σ∞
2
[
1 +
3R4
r(x)4
]
cos(2θ0(x)) (3.17)
+ τ∞
[
1 +
3R4
r(x)4
]
sin(2θ0(x))
τrθ(x) =
σ∞
2
[
1− 3R
4
r(x)4
+
2R2
r(x)2
]
[sin (2θ0(x))]
− τ
[
1− 3R
4
r(x)4
+
2R2
r(x)2
]
cos(2θ0(x))
Por último, se rotan un ángulo (θ1− θ0(x)) para quedar sobre la dirección de
la linea de grieta. De esta manera, las nuevas tensiones σ(x) y τ(x) sobre la
línea de grieta son:
σ(x) = σr(x)
[
sin2 (θ1 − θ0(x))
]
+ σθ(x)
[
cos2 (θ1 − θ0(x))
]−
τrθ(x) [sin (2 (θ1 − θ0(x)))] (3.18)
τ(x) = −σr(x) [sin (θ1 − θ0(x)) cos (θ1 − θ0(x))] +
σθ(x) [sin (θ1 − θ0(x)) cos (θ1 − θ0(x))] + (3.19)
τrθ(x) [cos (2 (θ1 − θ0(x)))]
3.3.2 Tensiones debido al resto de dislocaciones
Ya conocidas las tensiones elásticas sobre la línea de grieta, generadas por
interacción entre las tensiones externas (σ∞ y τ∞) y la entalla, se deben
calcular las tensiones debidas a la interacción entre las dislocaciones, llamadas
σ¯(x) y τ¯(x).
Continuando con el razonamiento empleado por Chaves en [21], las tensiones
σ¯(x) y τ¯(x) sobre una dislocación genérica situada en un punto x ∈ (0, 1),
producidas por una dislocación con vector de Burgers (bx, by) en los ejes
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locales (x, y), ubicada en una posición genérica ξ ∈ (0, 1) se expresa de la
siguiente manera:
σ¯(x) = A [bxKxσ(x, ξ) + byKyσ(x, ξ)] (3.20)
τ¯(x) = A [bxKxτ (x, ξ) + byKyτ (x, ξ)] (3.21)
Donde Kxσ(x, ξ), Kyσ(x, ξ), Kxτ (x, ξ), Kyτ (x, ξ) son los Núcleos del sistema
deﬁnidos para un agujero circular, multiplicados por funciones trigonométri-
cas, de manera de obtener las tensiones en la línea de grieta [21]. El desarrollo
de cada uno de ellos se puede encontrar en el apéndice A.
3.3.3 Armado de las ecuaciones integrales
Una vez encontradas las tensiones elásticas alrededor de la entalla y aquellas
producidas por el resto de las dislocaciones, ambas, en función de varia-
bles adimensionales (x, ξ), se procede a armar las ecuaciones de equilibrio
de tensiones, propias del modelo NR. Estas son las vistas en la página 65,
ecuaciones 3.10, las cuales para simpliﬁcar el entendimiento del método de
resolución numérica, se vuelven a escribir a continuación. Ambas tensiones
vistas en las secciones previas son funciones de la posición de cada una de
las dislocaciones, por lo que en un primer lugar, las integrales deben tener
reﬂejada la inﬂuencia de las dimensiones. Dichas ecuaciones son:
− 1
A
[σ(x)− σf ] =
∫ c
0
fx(ξ¯)Kxσ(x, ξ)dξ¯ +
∫ c
0
f y(ξ¯)Kyσ(x, ξ)dξ¯
− 1
A
[τ(x)− σf ] =
∫ c
0
fx(ξ¯)Kxτ (x, ξ)dξ¯ +
∫ c
0
f y(ξ¯)Kyτ (x, ξ)dξ¯
Lógicamente, es necesario cambiar la variable de integración y relacionarla
con ξ.
ξ¯ = ξ · c
dξ¯ = dξ · c
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De esta manera, las ecuaciones adimensionales, quedan:
− 1
piA · c [σ(x)− σf ] =
1
pi
∫ 1
0
fx(ξ)Kxσ(x, ξ)dξ +
1
pi
∫ 1
0
f y(ξ)Kyσ(x, ξ)dξ
− 1
piA · c [τ(x)− σf ] =
1
pi
∫ 1
0
fx(ξ)Kxτ (x, ξ)dξ +
1
pi
∫ 1
0
f y(ξ)Kyτ (x, ξ)dξ
Por último, y debido a la naturaleza del método de resolución de ecuaciones
integrales elegido, se cambian las variables x, ξ, por otras u, v cuyo intervalo
de integración sea [−1; 1].
ξ =
u+ 1
2
dξ =
du
2
x =
v + 1
2
De esta forma, las ecuaciones en el intervalo de integración [−1; 1] resultan:
− 2
piA · c [σ (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)Kxσ (v, u) du+
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)Kyσ (v, u) du
− 2
piA · c [τ (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)Kxτ (v, u) du+ (3.22)
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)Kyτ (v, u) du
Este sistema de ecuaciones integrales se resuelve utilizando la ecuación 2.14,
en la sección 2.3, para funciones acotadas en ambos extremos del intervalo
de integración.
Es muy importante destacar en este punto que, si bien el desarrollo del tra-
bajo de Erdogan et al. [25] presentado aquí es para ecuaciones integrales con
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un Núcleo singular de Cauchy, los coeﬁcientes que multiplican a la función
en los términos de la sumatoria (en el caso Acotado-Acotado 1− u2i /N + 1)
son también, los coeﬁcientes de las Cuadraturas de Gauss para cada una
de las funciones de peso correspondientes. Por esto, es posible utilizar este
mismo desarrollo para ecuaciones integrales con Núcleos que contengan más
términos que solamente el término singular de Cauchy [25].
El sistema de ecuaciones queda entonces:
− 1
piA · c [σ(vk)− σf ] =
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kxσ(vk, ui)f
x(ui) +
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kyσ(vk, ui)f
y(ui)
− 1
piA · c [τ(vk)− τf ] =
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kxτ (vk, ui)f
x(ui) + (3.23)
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kyτ (vk, ui)f
y(ui)
Siendo

vk = cos
(
pi(2k − 1)
2(N + 1)
)
k = 1, . . . , N + 1
ui = cos
pi · i
N + 1
i = 1, . . . , N
El sistema queda conformado por 2N + 2 incógnitas, 2N de ellas son los
valores de las funciones en los puntos ui, en los cuales se evalúan (fx(u) y
f y(u)) y las dos incógnitas restantes son las tensiones en la barrera, σ3 y τ3.
A su vez, posee 2N + 2 ecuaciones, una por cada punto de colocación vk y
por cada tensión analizada. De esta forma, se obtiene un sistema con igual
número de ecuaciones que incógnitas.
3.3.4 Adimensionalización con respecto a D
Dada la naturaleza del modelo NR, donde no importa la longitud de la grieta
en sí misma, sino su relación con la microestructura y el gradiente de ten-
siones, es lógico pensar que adimensionalizando las ecuaciones respecto del
74 3.3. Ecuaciones del modelo NR biaxial con entalla
tamaño de grano se pueden ahorrar muchos cálculos. Dicha adimensionali-
zación es muy sencilla y se encuentra desarrollada en el apéndice B.
Las variables adimensionales son:
ρ =
r0
D
Ψ =
R
D
η =
c
D
Las tensiones externas, sobre la línea de grieta se expresan:
σad(x) = σrad(x)
[
sin2 (θ1 − θ0(x))
]
+ σθad(x)
[
cos2 (θ1 − θ0(x))
]−
τrθad(x) [sin (2 (θ1 − θ0(x)))] (3.24)
τad(x) = −σrad(x) [sin (θ1 − θ0(x)) cos (θ1 − θ0(x))] +
σθad(x) [sin (θ1 − θ0(x)) cos (θ1 − θ0(x))] + (3.25)
τrθad(x) [cos (2 (θ1 − θ0(x)))]
Siendo σrad, σθad y τrθad las componentes del tensor de tensiones en coorde-
nadas polares, expresadas en función de la relación entre las variables adi-
mensionales Ψ y rad(x). Las mismas se encuentran en el apéndice B.
Por último, los cuatro Núcleos adimensionales del sistema de ecuaciones re-
sultan:
Kxσ (x, ξ) = 1/D ·Kad x,σ (x, ξ)
Kyσ (x, ξ) = 1/D ·Kad y,σ (x, ξ)
Kxτ (x, ξ) = 1/D ·Kad x,τ (x, ξ)
Kyτ (x, ξ) = 1/D ·Kad y,τ (x, ξ)
Las ecuaciones adimensionales quedan:
− 2
piA · η [σad (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)Kad xσ (v, u) du
+
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)Kad yσ (v, u) du
− 2
piA · η [τad (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)Kad xτ (v, u) du (3.26)
+
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)Kad yτ (v, u) du
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El nuevo sistema de ecuaciones a resolver resulta:
− 1
piA · η [σad(vk)− σf ] =
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kad xσ(vk, ui)f
x(ui) +
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kad yσ(vk, ui)f
y(ui)
− 1
piA · η [τad(vk)− τf ] =
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kad xτ (vk, ui)f
x(ui) + (3.27)
N∑
i=1
1− u2i
(N + 1)
Kad yτ (vk, ui)f
y(ui)
Siendo

vk = cos
(
pi(2k − 1)
2(N + 1)
)
k = 1, . . . , N + 1
ui = cos
pi · i
N + 1
i = 1, . . . , N
3.4 Resolución paso a paso
El objetivo de esta sección es, a modo de resumen y para facilitar la im-
plementación del modelo, explicar paso a paso el desarrollo a seguir para
conocer el límite a fatiga de una placa con una entalla cilíndrica, sometida a
un esfuerzo biaxial.
En un primer paso, se deben ﬁjar constantes, algunas propias del material,
otras elegidas por el usuario y dar los intervalos de variación para las varia-
bles principales. La tabla 3.1 muestra un resumen de los valores, en algunos
casos, recomendados en base a la experiencia.
Como se mencionó en la sección 3.2, se debe encontrar el mínimo valor de
λ (Ec: 3.12), que permita que la grieta supere todas las barreras, partiendo
desde un punto alrededor de la entalla, que forme un ángulo θ con la horizon-
tal, con una dirección θ1. Por lo tanto, es necesario evaluar cada combinación
de θ y θ1 posible. La ﬁgura 3.6 muestra un esquema de ambas variables. Para
cada una de las combinaciones de θ y θ1, se evalúan todas las barreras (gra-
nos), hasta encontrar el máximo λ (Ec: 3.8) o llegar al grano máximo elegido
por el usuario. Entonces los pasos para resolver el modelo, para una relación
Ψ cualquiera, empezando por θ y θ1 cualesquiera, son:
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Tabla 3.1: Variables necesarias para la resolución del modelo NR.
Constante Descripción Valor
~b Vector de Burgers Cte. del material
ν Coeﬁciente de Poisson Cte. del material
G Módulo de corte Cte. del material
Ψ Relación R/D A elegir
ρ Relación r0/D 1/30 a
Nmax
Máximo número de
ecuaciones
Recomendable: Nmax = 100
θ
Intervalo de puntos de
inicio
[−90o; +90o]
∆θ Paso de variación de θ Recomendable: ∆θ < 2o
θ1
Intervalo de direcciones de
propagación
[θ − 45o; θ + 45o]
∆θ1 Paso de variación de θ1 Recomendable: ∆θ1 < 2o
Grano
Max
Grano hasta el cual se
evalúan las tensiones
Recomendable: 20
a Se ha demostrado [14] que el límite a fatiga es muy poco sensible a cambios en
esta variable para valores de r0 < D/10.
1. Calcular N minimizando la distancia entre un punto de integración y
la singularidad
Para la grieta llegando a un borde de grano (tensión máxima en la
barrera), se calcula el número de ecuaciones (N) tal que la distancia
entre un punto de integración y la posición de la punta de la grieta sea
mínima.
2. Calcular los puntos de colocación e integración
Sabiendo la expresión de vk y ui (Ec: 3.27) y el número de ecuaciones,
se obtienen todos los puntos de integración y colocación.
3. Preparar la matriz de coeﬁcientes
Armar la matriz de coeﬁcientes, derivados de las ecuaciones 3.27. La
misma estará formada por los núcleos (Apéndice A) del sistema, mul-
tiplicados por los pesos del método de integración. A continuación se
3. Modelo NR biaxial 77
θ
xˆ
yˆ
θ1
Figura 3.6: Esquema de las variables θ y θ1.
observa un esquema de las zonas que la conforman.
1 : N N + 1 : 2N σ3 τ3
1:N+1

1− u2i
(N + 1)
Kxσ(vk, ui)
1− u2i
(N + 1)
Kxτ (vk, ui)
0 0
0 0
... ...
1 0
1 0
1− u2i
(N + 1)
Kxτ (vk, ui)
1− u2i
(N + 1)
Kyτ (vk, ui)
0 0
0 0
... ...
0 1
0 1
N+2:2N+2
4. Armar el vector de términos independientes
Armar el vector de términos independientes, el cual estará formado
por las tensiones que habría sobre la línea de grieta (sección 3.3.1), si
ésta no estuviera, multiplicado por las constantes del material. Como
se mencionó anteriormente, realizar los cálculos con tensiones externas
unidad los simpliﬁca.
5. Resolver el sistema de ecuaciones
Conseguidos el vector de términos independientes y la matriz de coeﬁ-
cientes, se resuelve un sistema de ecuaciones lineales, prestando especial
atención en las incógnitas σ3 y τ3.
78 3.4. Resolución paso a paso
6. Calcular λ
Mediante la ecuación 3.6, calcular el factor λ, el cual coincide con las
tensiones que se deberían aplicar para superar la barrera.
7. Buscar el máximo λ (Λ)
Repetir los pasos 1 a 6 para todas las barreras, hasta que el valor de
λ encontrado sea máximo. Dicho valor será la tensión a aplicar para
hacer propagar la grieta por esa dirección θ1, partiendo del punto de
inicio θ, hasta el fallo del componente.
8. Buscar el mínimo λ entre todas las combinaciones de θ y θ1
Repetir los pasos 1 a 7 para cada combinación de θ y θ1, hasta encon-
trar el mínimo valor de λ, el cual será λFL. Dicho valor será el límite
a fatiga de la placa entallada. La dirección y el punto de inicio corres-
pondientes al mínimo, serán por las que propague la grieta.
3.4.1 Optimización de los cálculos
Como se puede deducir de lo visto en el desarrollo del proceso paso a paso,
obtener el límite a fatiga de una placa entallada sometida a cargas biaxiales
puede llevar mucho tiempo computacional. En caso de seguir las recomenda-
ciones sobre las direcciones a analizar y los granos hasta encontrar el máximo,
el proceso de armado de las matrices de coeﬁcientes y posterior resolución
del sistema debe repetirse 164.710 (181×91×10) veces. Esto último conduce
a la necesidad de optimizar el proceso, tanto desde el punto de vista de la
programación como desde el del análisis matemático de las ecuaciones. Así
pues, en esta sección se describen algunas características matemáticas que
reducen mucho el tiempo de cálculo.
Resulta casi intuitivo notar que la mayor parte del tiempo de cálculo se em-
plea en el armado de la matriz de coeﬁcientes, por lo que los esfuerzos para
reducir el tiempo de resolución se deben localizar en ella.
Como ya se dijo en la sección previa, dicha matriz está formada por los nú-
cleos del sistema (Apéndice A), los cuales cuantiﬁcan la interacción entre
dislocaciones sin tener en cuenta las cargas externas aplicadas. De esto se
puede concluir, que lo que deﬁne a la matriz es la posición relativa entre
dislocaciones y no la posición alrededor de la entalla. Es decir que la matriz
depende exclusivamente del tamaño de la grieta, o lo que es lo mismo, del
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grano en el que se encuentra la barrera (i) y del ángulo que forma la dirección
de propagación respecto del punto de inicio, la diferencia θ − θ1. La ima-
gen 3.7 muestra dos posibles grietas (a y b), del mismo tamaño propagando
por dos direcciones distintas, que tienen la misma matriz de coeﬁcientes, al
cumplir que la diferencia θ − θ1 es igual.
x
y
θa
θ1a − θa = Cte
θb
θ1b − θb = Cte
Figura 3.7: Esquema de dos grietas a y b que tienen la misma matriz de coeﬁ-
cientes.
Gracias a esta característica, las matrices de coeﬁcientes se pueden calcular
para un punto de inicio (θ) con todas sus direcciones (θ1) y granos (i) co-
rrespondientes y reutilizarlas para todos los demás puntos de inicio. De esta
manera, el sistema se resuelve 164.710 veces, pero la matriz se calcula sólo
910 veces. Además, siendo que lo único que cambia es el vector de coeﬁ-
cientes independientes (las tensiones externas) y las incógnitas buscadas son
siempre las mismas (σ3 y τ3), se puede elegir un método de resolución más
eﬁciente para este caso, como es la regla de Cramer.
Por otro lado, desde el punto de vista del fenómeno de fatiga, es lógico pen-
sar que la grieta se iniciará en una región donde las tensiones sean mayores.
Por lo tanto, parece lógico reducir la zona de búsqueda de 180o a sólo 45o,
partiendo desde el ángulo de tensión principal máxima y ﬁnalizando en aquel
de corte máximo.
Con estos pequeños cambios, se puede conseguir una predicción con el modelo
NR, para una relación R/D dada, en unos pocos minutos.

Capítulo 4
Diseño de la geometría para
ensayos experimentales
En los capítulos anteriores se mencionó que el modelo NR en sus orígenes, y
luego en sus extensiones (caso entallado, cargas biaxiales, etc.), está formu-
lado para placas inﬁnitas. Como es lógico pensar, a la hora de realizar un
ensayo esta condición es imposible de lograr. Sin embargo, tomando ciertas
precauciones, se puede conseguir un campo tensional, en una probeta real,
que se asemeje lo suﬁciente al de una placa inﬁnita, de modo que las solu-
ciones para la placa inﬁnita sean aplicables al caso real.
En el presente trabajo, se busca contrastar con datos experimentales los re-
sultados predichos por el modelo NR para cargas biaxiales proporcionales
para una placa inﬁnita con una entalla circular. Debido a la diﬁcultad ex-
perimental de generar estados biaxiales sobre una placa, se propone trabajar
con probetas de sección circular, tanto huecas como macizas, con entallas
cilíndricas.
El objetivo de este capítulo es, entonces, analizar el campo tensional elás-
tico que se produce sobre distintos modelos de probetas con entalla circular,
cuando éstas están sometidas a un esfuerzo remoto biaxial. A su vez, se
analiza la similitud de dicho campo en las inmediaciones de la entalla, con
el que se produciría en las cercanías de un agujero circular pasante, en una
placa inﬁnita sometida a las mismas tensiones remotas. De esta manera, se
obtendrán pautas para el diseño de la probeta cilíndrica que garanticen un
campo tensional lo más parecido posible al de una placa inﬁnita.
Si bien, a la hora de comparar dos campos tensionales todas las caracterís-
ticas son importantes (las tensiones máximas, los gradientes, etc.), por sim-
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plicidad, en una primera aproximación se analiza únicamente el factor de
concentración de tensiones, kt, a tracción, el cual se deﬁne en la ecuación
4.1, y cómo se ve afectado por distintos cambios en la geometría, como son
el diámetro de la probeta en su sección mínima ds, el diámetro de la en-
talla dn y la profundidad de la misma hn. Posteriormente, una vez elegido
un primer diseño basado en kt, se hará un estudio más profundo sobre las
geometrías, evaluando los campos de tensiones generados por otros tipos de
carga (torsión y biaxial), los gradientes de tensiones provocados y los efectos
de posibles imperfecciones en el mecanizado.
kt =
σI
σ0
(4.1)
siendo σI la tensión principal máxima del espécimen con la entalla y σ0 la
tensión principal que habría sobre el mismo espécimen si no existiera tal en-
talla.
Al ensayar probetas cilíndricas, se trata realmente de un problema en tres
dimensiones, por lo que en primer lugar es necesario conocer la inﬂuencia del
espesor sobre el campo tensional de una placa inﬁnita en las otras dos di-
recciones. Aunque este tema está ampliamente documentado en la literatura
[27, 28, 29, 32], los resultados obtenidos ayudarán a dar el siguiente paso
en el análisis, el cual es medir la inﬂuencia del radio de curvatura de una
probeta cilíndrica en el kt provocado por la entalla. Esta última cuestión no
se encuentra tan estudiada por la comunidad cientíﬁca, (por ejemplo [35]),
siendo la mayoría de los casos disponibles en la literatura, tubos sometidos
a presión [30, 31].
Para realizar los cálculos, se utilizó la técnica de los Elementos Finitos, me-
diante el Software comercial Ansys. Se trabajó con elementos Solid 187 y
distintos tamaños de malla, asegurando en cada estudio la convergencia hacia
un valor.
4.1 Análisis de tensiones elásticas en placas con
agujero
Al estudiar placas entalladas donde el espesor deja de ser despreciable frente
al radio del agujero, el primer efecto importante es que el máximo en la
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tensión deja de ocurrir sobre el plano medio para trasladarse hacia las in-
mediaciones de la superﬁcie de la placa. Otro de los efectos es que kt pasa a
ser función de la relación entre el diámetro de la entalla (dn) y el espesor de
la placa (ts) y es superior al factor de concentración de tensiones correspon-
diente a una placa en estado de tensión plana [27, 28, 29, 32]. Por último,
cabe mencionar que para ciertas relaciones dn/ts, el máximo en tensión no
ocurre en la misma ubicación que el máximo en deformación, cosa que si
sucede para en un estado de tensión plana [29].
Con la ﬁnalidad de realizar los cálculos para comprobar la inﬂuencia del es-
pesor en kt, se tomaron placas con dimensiones de largo y ancho de más de
dos órdenes de magnitud superiores al diámetro máximo de la entalla y dis-
tintos espesores. La ﬁgura 4.1 muestra un esquema de una placa entallada
con las variables analizadas. En ella se observa el espesor de la placa ts, el
diámetro de la entalla dn y la profundidad de la misma hn. Cabe destacar
que muchas probetas se simularon con agujeros ciegos, lo que conlleva un
pequeño inconveniente numérico ya que si el radio de acuerdo entre la base
y la pared del agujero es 0, las tensiones son inﬁnitas. Para solucionarlo,
simplemente se utilizó un radio de acuerdo del 15% del radio de la entalla.
Este valor fue escogido en base a la experiencia, y con la tranquilidad de que
variar su tamaño tiene un efecto prácticamente nulo, siempre y cuando se
utilice una malla acorde. Esto sucede así dado que el máximo en tensiones
para agujeros ciegos se encuentra (como se verá luego) cercano a la superﬁcie
externa de la probeta.
La ﬁgura 4.2a muestra un gráﬁco de kt en función de la relación entre hn/ts,
mientras que la ﬁgura 4.2b muestra la dependencia de kt con la relación
hn/dn. En ambos casos se trata de los mismos puntos, todos ellos calculados
para una placa de espesor ts = 6.25 mm.
En la ﬁgura 4.2b se observa que para agujeros muy poco profundos, es decir,
con baja relación entre hn/dn, el factor de concentración de tensiones kt es
cercano a 2. Por otra parte, para valores de hn/dn superiores a aproximada-
mente 2, 5, el valor alcanzado es prácticamente el mismo que para agujeros
pasantes. En la ﬁgura 4.2a se muestra que los valores de kt son monótonos
crecientes y que para una misma profundidad de entalla, a menor diámetro,
mayor kt, lo que concuerda con [28, 32].
Por último, los resultados reﬂejan que para agujeros pasantes, el menor
diámetro produce un efecto de placa gruesa, mientras que para diámetros
del orden del espesor se produce un efecto de placa ﬁna. Esto se ve reﬂejado
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ts
dn
hn
Figura 4.1: Esquema de la placa sobre la cual se analizan las tensiones elásticas
mediante la técnica de elementos ﬁnitos. hn ≤ ts
en la posición del máximo en kt y coincide con lo reportado por distintos
autores [27, 28, 29, 32]. Para placas ﬁnas se puede considerar al estado ge-
nerado como un estado de tensión plana generalizada, por lo que el máximo
se encuentra en el plano medio y es muy cercano a 3, el kt teórico para estos
casos. Para placas gruesas se encuentra cerca de la superﬁcie y es levemente
superior. La ﬁgura 4.3 muestra una misma placa con dos agujeros de distinto
diámetro. En ambas se observa la posición del máximo en tensiones marcada
con un punto negro. En la ﬁgura 4.3a, para un diámetro pequeño se ve el
efecto de placa gruesa, con la posición del máximo en tensiones cercana a la
superﬁcie, mientras que el caso contrario se muestra en la ﬁgura 4.3b y se
observa a kt en el centro de la placa.
A su vez, en la ﬁgura 4.4 se observa este mismo efecto. En ella se graﬁcan la
relación entre el factor de concentración de tensiones encontrado y el teórico
para una placa inﬁnita (kteo) a lo largo de la profundidad del agujero para
una placa gruesa y una ﬁna.
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(a) kt en función de la relación hn/ts. Espesor de la placa ts = 6.25 mm.
(b) kt en función de la relación hn/dn. Espesor de la placa ts = 6.25 mm.
Figura 4.2: kt para una placa en función de los parámetros geométricos de la
entalla (dn y hn). Espesor de la placa ts = 6.25 mm
En los casos de los agujeros no pasantes, se observa un efecto similar al de
una placa gruesa, con el máximo cercano a la superﬁcie del agujero. Esto se
desprende de lo mencionado anteriormente, ya que para agujeros no pasantes
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(a) Baja relación dn/ts. kt cerca de la
superﬁcie.
(b) Alta relación dn/ts. kt en el centro
de la placa.
Figura 4.3: Posición de kt para una placa con dos entallas de distinto diámetro.
Figura 4.4: Relación entre kt y kteo para una placa gruesa y una ﬁna a lo largo de
la profundidad del agujero.
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Figura 4.5: Sistema de ejes a utilizar sobre probetas huecas y macizas con agujero.
no se puede considerar un estado de tensión plana generalizada, debido, entre
otras cosas, a la falta de simetría.
De este primer análisis, se puede concluir por un lado, que para estar cerca
del valor kt ≈ 3, la profundidad de una entalla no pasante (hn) debe ser al
menos 2,5 veces mayor que el diámetro (dn). Por otro lado, cuando el agu-
jero es muy pequeño, el máximo en tensiones se eleva, cerca de un 10% por
encima de kt = 3, factor que se deberá tener en cuenta cuando se analicen
los resutados de probetas con esta clase de agujeros.
4.2 Análisis de tensiones elásticas sobre probe-
tas cilíndricas entalladas
Obtenida ya la información sobre el comportamiento de placas con agujeros
de distinta profundidad, el siguiente paso es diseñar una probeta cilíndrica,
relativamente sencilla de mecanizar, con un estado tensional lo más parecido
posible a la placa con un agujero pasante.
Inicialmente surgen dos posibilidades, que la probeta sea maciza o hueca, por
lo que ambos modelos se irán analizando a lo largo del capítulo.
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Haciendo una primera aproximación sencilla, ambas probetas presentan ven-
tajas y desventajas. La probeta maciza presenta como gran ventaja una
mayor facilidad a la hora del mecanizado. Sin embargo, a priori, parece
difícil lograr un campo de tensiones similar al de una placa, debido a la inﬂu-
encia de las tres dimensiones en su geometría. Por otro lado, en la probeta
hueca, las condiciones se invierten. Ahora, como ventaja, se puede imaginar
a la probeta como una placa doblada, facilitando la similitud entre ambos
campos tensionales. Además, al ser hueca, el área resistente es menor, re-
duciendo las cargas de los ensayos. En contrapartida, el mecanizado de una
probeta con un agujero pasante a lo largo de su eje es mucho más complejo,
principalmente porque se parte de barras, ya que son pocos los materiales
que se consiguen como tubos de pared gruesa. Además, se pueden generar
tensiones residuales producto de este mecanizado.
En resumen, es importante planiﬁcar cuidadosamente los ensayos, intentando
tener en cuenta la mayor cantidad de factores, entre los que destacan:
• Campo de tensiones generado y su similitud con una placa inﬁnita
• Tipo de mecanizado
• Límites de carga de las máquinas a utilizar
Por otro lado, para facilitar la comprensión del análisis que se hará sobre las
probetas cilíndricas, es necesario deﬁnir un nuevo sistema de ejes coordena-
dos, XYZ. El mismo se puede ver en la ﬁgura 4.5. En ella se observa que
el origen de coordenadas de este nuevo sistema es coincidente con el eje de
revolución del agujero y con el plano tangente a la superﬁcie externa de la
probeta. De esta forma, cada punto de la probeta queda deﬁnido de manera
unívoca, facilitando la comprensión de los resultados.
4.2.1 Análisis de tensiones sobre probetas macizas
Siguiendo con el análisis, se simularon los casos de probetas cilíndricas ma-
cizas, de distintos diámetros en su sección mínima (ds), y con agujeros cilín-
dricos transversales en el centro de distintas geometrías (dn, hn). La ﬁgura
4.6 muestra los factores de concentración de tensiones obtenidos para una
probeta cilíndrica (kts), de diámetro en su sección mínima ds = 17 mm.
En ella se ve que, para pequeñas profundidades, el efecto de la relación entre
la profundidad de la entalla y su diámetro, lo que concuerda con lo visto
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Figura 4.6: kts para una probeta de diámetro ds = 17 mm con agujeros de distinto
diámetro dn en función de la relación hn/ds.
para placas (ﬁgura 4.2a). Por otra parte, para una profundidad hn/ds = 0.4,
se observa que los agujeros de mayores diámetros provocan un aumento en
la concentración de tensiones muy elevado. Por último, para agujeros pas-
antes, se nota una caída en kts mayor, también a mayor dn. Estos últimos
dos efectos no se observaron en placas, por lo que no es deseable que ocurran
en las probetas cilíndricas a ensayar y, se pueden atribuir a la curvatura de
la probeta. El diseño de las mismas debe considerar los factores necesarios
para evitar su aparición.
De estos análisis se puede extraer una conclusión muy importante acerca de
la profundidad (hn) de la entalla. Esta no debe superar la mitad del diámetro
de la probeta, para evitar la reducción en la concentración de tensiones vista
en la ﬁgura 4.6.
Por otra parte, al tratarse de probetas macizas, al variar el diámetro de la
misma, para analizar el efecto de la curvatura, también se modiﬁca el espe-
sor y, como se vio anteriormente para placas, kt es sensible a dichos cambios.
Para cuantiﬁcar el efecto de la curvatura de manera aislada, se dividió al fac-
tor de concentración de tensiones de una probeta con distintos agujeros (kts)
por aquel encontrado para una placa inﬁnita con los mismos agujeros y con
un espesor igual al diámetro de la probeta (ktp). La ﬁgura 4.7 muestra dicha
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Figura 4.7: Relación kts/ktp en función de dn para probetas de distintos diámetros.
relación en función del diámetro de la entalla. En la gráﬁca se presentan tres
curvas, correspondientes a tres diámetros (y espesores) de probetas distintas
(17, 12, 5 y 6, 25 mm). Cabe destacar que en todos los casos, la profundidad
de las entallas hn simuladas fue menor al radio de la probeta, de manera de
evitar el efecto del descenso abrupto de kt visto en la ﬁgura 4.6.
La ﬁgura 4.7 muestra cómo para diámetros de agujeros pequeños respecto al
diámetro de la probeta, el comportamiento entre una placa y una probeta
cilíndrica es prácticamente igual, mientras que a medida que el diámetro del
agujero (dn) crece, las curvas se alejan del valor 1. Dicho efecto es, lógica-
mente, más marcado cuanto menor es el diámetro de la probeta, o lo que es
lo mismo, mayor relación dn/ds.
En cuanto a la posición de la máxima tensión principal, para probetas cilín-
dricas con entallas no pasantes, se observa siempre un efecto similar al de
una placa gruesa. Esto implica que el máximo se encuentra cercano a la su-
perﬁcie y no sobre la mitad de la profundidad. Las ﬁguras 4.8 muestran una
probeta de ds = 6,25 mm con una entalla de diámetro dn = 0,5 mm (ﬁgura
4.8a) y una entalla de diámetro dn = 4 mm (ﬁgura 4.8b). Ambas entallas
tienen la misma profundidad hn = 2 mm. En ellas la posición del máximo
kt se encuentra señalada con un punto negro. En ambos casos se halla cerca
de la superﬁcie.
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(a) Diámetro de entalla dn = 0.5 mm. (b) Diámetro de entalla dn = 4 mm.
Figura 4.8: Posición de kt señalada con un punto negro para una probeta de
diámetro ds = 6.25 mm con dos entallas de distinto diámetro e igual profundidad
hn = 2 mm.
Luego de este breve análisis sobre la inﬂuencia de la geometría de la entalla
en el factor de concentración de tensiones en una probeta maciza, se pueden
obtener algunas pautas para el diseño de la probeta para que el campo de
tensiones sobre ésta se asemeje lo más posible al de una placa inﬁnita:
• Para una entalla no pasante, la profundidad debe ser mayor a aproxi-
madamente 2,5 veces el diámetro de la misma. hn/dn > 2,5.
• Para una entalla en una probeta cilíndrica, la profundidad no debe
superar el radio de la probeta. hn < ds/2
• El diámetro de la entalla no debe superar el 15% del diámetro de la
probeta. dn/ds < 0,15.
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4.2.2 Análisis de tensiones sobre probetas huecas
Como se observó en el apartado anterior, al no ser pasante el agujero, hay
que tener un gran cuidado con la inﬂuencia de la profundidad de la entalla
en el valor del factor kt. Además, si se quiere trabajar con entallas de gran
diámetro, es necesario aumentar mucho el diámetro de la probeta, lo que
conlleva grandes cargas en los ensayos. Esto limita mucho el diseño ﬁnal de
la probeta y los diámetros de las entallas. Por estos motivos se analizaron
los campos tensionales alrededor de un agujero en una probeta hueca, el cual
lógicamente, es pasante.
Inﬂuencia del diámetro interno
En primer lugar se estudia el efecto del diámetro interno (dsI) en el campo
de tensiones alrededor de una entalla pasante con distintos diámetros (dn) y
para un diámetro externo (dsE) ﬁjo e igual a 16 mm. Dicho diámetro externo
se elige, en principio, igual a 16 mm teniendo en cuenta el diámetro ideal de
agarre de las mordazas de las máquinas a utilizar (20 mm) y calculando que
la sección en la zona del agujero debe ser menor que en la cabeza de las
probetas, para asegurar el fallo por la zona calibrada.
La ﬁgura 4.9 muestra la relación entre el factor de concentración de tensiones
(kts) encontrado para la probeta y el de una placa ideal (kteo) en función del
espesor de la pared del tubo (e = (dsE − dsI)/2). Cada una de las curvas se
construyó con un diámetro de entalla distinto, siendo los tres elegidos 1, 3 y
5 mm. Asimismo, sobre la izquierda se observa un esquema de los parámetros
de diseño.
Como se puede observar en la ﬁgura 4.9, para el diámetro de entalla pequeño
(en este caso, dn = 1 mm), kts prácticamente no cambia al modiﬁcar el
espesor de la pared del tubo (el diámetro interno) y es muy parecido al
teórico para una placa. Por su parte, los agujeros de diámetros dn = 3 mm
y dn = 5 mm si se ven claramente afectados por cambios en la pared del
tubo, siendo mucho mayores al teórico de una placa cuando la pared es más
delgada. Lógicamente este efecto se ve más acentuado en el caso de la entalla
de mayor diámetro.
Otra variable muy importante a tener en cuenta es la posición de kts a lo
largo de la profundidad de la entalla. Las ﬁguras 4.10 muestran los tres
casos encontrados. Por un lado, para agujeros grandes y paredes delgadas,
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Figura 4.9: Izquierda. Esquema de los parámetros de diseño. Derecha. Relación
entre el factor de concentración de tensiones de un tubo (kts) y el de una placa
ideal kteo, en función del espesor de la pared (e), para tres diámetros de entalla
(dn) distintos.
la posición de kts es el vértice interior del agujero (ﬁg 4.10a), efecto que
parece lógico adjudicar a la curvatura de la probeta. Por otra parte, para
agujeros pequeños y paredes gruesas (ﬁg 4.10c), el efecto es similar al que
se produce en una placa con gran espesor (ﬁgura 4.3a), ubicándose kts cerca
de la superﬁcie. Por último, y como es lógico pensar, en el caso intermedio,
kts se ubica en el medio (ﬁg 4.10b), al igual que para placas delgadas (ﬁgura
4.3b).
Basado en estos resultados, una opción razonable es utilizar un diámetro
interno (dsI) de 13 mm, dejando una pared (e) de 1,5 mm de espesor.
Máximo tamaño de entalla
Fijados los diámetros internos (dsI = 13 mm) y externos (dsE = 16 mm) de
la probeta hueca, es necesario evaluar cual es el máximo diámetro de entalla
(dn) que se puede mecanizar, sin que el kts encontrado se aleje mucho del
caso teórico de una placa kteo.
La ﬁgura 4.11 muestra la relación entre el factor de concentración de ten-
siones de la probeta agujereada y el de una placa ideal (kts/kteo) en función
del diámetro del agujero (dn).
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(a) Tubo delgado. (b) Tubo medio. (c) Tubo grueso.
Figura 4.10: Posición de kts marcada con un punto negro para tubos de distinto
espesor.
Figura 4.11: Relación kts/kteo en función del diámetro de la entalla dn para pro-
betas huecas con dsI = 13 mm y dsE = 16 mm.
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Como era de esperarse, a medida que aumenta el diámetro de la entalla (dn),
y por ende la relación entre este y el diámetro de la probeta (dn/ds), el kts
se aleja del de la placa. Sin embargo, aún para una relaciones mayores al
20% las diferencias son menores al 10%, lo cual mejora notablemente lo con-
seguido para probetas macizas, dejando lugar a una mayor combinación entre
diámetros de entalla y probeta.
4.3 Diseño ﬁnal de las probetas
Luego de obtener estas pautas de diseño, tanto para probetas macizas como
huecas, es necesario realizar un primer modelo de probeta y evaluar más a
fondo el campo de tensiones generado, poniendo especial atención en el gra-
diente y la posición de kts, ahora también para cargas de torsión y biaxiales.
Como parte del objetivo de la tesis es evaluar el comportamiento de distintos
modelos de predicción de vida a fatiga de probetas con agujeros circulares, lo
buscado es ensayar probetas con distintos diámetros de entallas para poder
obtener una tendencia del comportamiento a fatiga de un material en fun-
ción de, justamente, dn. En el caso de las probetas macizas, las dimensiones
mínimas de profundidad del agujero (hn) y diámetro de probeta (ds) quedan
deﬁnidas por el diámetro del agujero que se quiere mecanizar. En la tabla
4.1 se pueden observar algunos casos generales. Las distintas medidas se
calcularon siguiendo las recomendaciones vistas en la sección 4.2.1
Tabla 4.1: Parámetros geométricos de las probetas macizas.
dn [mm] hn [mm] ds [mm]
Area
[mm2] a
Fuerza
[kN ] b
1 3 10 78 7,8
2 6 15 177 17,7
3 9 20 314 31,4
a Sección resistente de la probeta
b Fuerza necesaria para generar una tensión remota de 100
MPa
Dado que uno de los materiales a utilizar es acero inoxidable, es probable
que algunos ensayos requeridos para construir las curvas S-N superen los
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Figura 4.12: σI/σIteo a lo largo de la profundidad de la entalla, sobre la línea de
máxima tensión principal, para distintos tipos de carga. Probeta maciza, entalla
de diámetro dn = 1 mm.
200 MPa de tensión, lo cual implicaría cargas muy grandes en los casos
de probetas con entallas de 2 y 3 mm. Por este motivo, sólo se diseñarán
probetas macizas con entallas de 1 mm.
Para el caso de probetas huecas, los parámetros geométricos (dn, dsI , dsE) se
han ido ﬁjando a lo largo del análisis, quedando como máximo diámetro de
entalla dn = 3 mm (ﬁgura 4.11).
Analizadas las posibles geometrías de las probetas, a continuación se evalúan
los campos de tensiones alrededor de una probeta maciza con una entalla de
diámetro 1 mm y una probeta hueca con entallas de 1 y 3 mm de diámetro,
sometidas a cargas de tracción (σ∞), torsión(τ∞) y biaxial con σ∞ = τ∞.
La ﬁgura 4.12 muestra la relación entre la tensión principal máxima calculada
por elementos ﬁnitos σI y la teórica para una placa inﬁnita σIteo, obtenida
mediante las fórmulas de Kirsch (ecuación 3.14), en función de la distancia
a la superﬁcie externa Z= 0, para la probeta maciza, para los tres tipos de
carga. Cada curva se evaluó sobre la línea de máxima tensión principal, como
se observa en el esquema del agujero que acompaña la ﬁgura 4.12. En ella
se ve, a su vez, el sistema de ejes ya presentado en la ﬁgura 4.5. La línea
continua corresponde a la máxima tensión principal para el caso de tracción
σ∞ (los puntos del espacio que forman ese segmento tienen coordenadas
(R, 0,Z), con −hn ≤Z≤ 0), la línea de puntos se utiliza para el caso de torsión
4. Diseño de la geometría para ensayos experimentales 97
τ∞ (los puntos del espacio que forman este segmento tienen coordenadas
(R ·cos(45o), R ·sin(45o),Z), con −hn ≤Z≤ 0) y, por último, la línea a trozos,
se utiliza para el caso biaxial con σ∞ = τ∞ (en este caso, los puntos del
espacio que conforman dicha línea tienen como coordenadas (R·cos(31, 7o), R·
sin(31, 7o),Z), con −hn ≤Z≤ 0).
Para los tres tipos de carga se observa que la tensión principal máxima es
cercana a la teórica para una placa inﬁnita, teniendo diferencias menores al
5% en todos los casos. Por otro lado, la posición del máximo se encuentra
siempre cercana a la superﬁcie exterior. Para cargas a tracción se produce el
efecto de placa gruesa, visto en la sección 4.2.1, mientras que para los casos
con alguna componente a torsión, esa posición es esperable debido a que la
máxima tensión aumenta con la distancia al eje de la probeta.
Continuando con el análisis sobre la probeta maciza, las ﬁguras 4.13 muestran
la relación entre la tensión principal máxima σI y la tensión aplicada (σ∞
para tracción, τ∞ para torsión) en función de la distancia a la entalla (ω),
partiendo del punto de máxima tensión, en la dirección de máxima tensión
principal. Por ejemplo, la recta sobre la cual se evaluaron las tensiones
para el caso a tracción tiene por ecuación (X, Y, Z) = (R, 0, Z0) + ω(1, 0, 0),
siendo (R, 0, Z0) el punto de máxima tensión principal para este tipo de carga.
Análogamente, para cargas a torsión la recta tiene por ecuación (X, Y, Z) =
R · cos(45o), R · sin(45o), Z0) + ω(
√
2/2,
√
2/2, 0), etc. Cada ﬁgura muestra
una curva en línea continua correspondiente a los resultados numéricos para
la probeta y una curva en línea a trozos, correspondiente a las tensiones
teóricas de una placa inﬁnita.
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(a) Tracción.
(b) Torsión.
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(c) Biaxial.
Figura 4.13: Relación entre la tensión principal máxima y la tensión externa
aplicada en función de la distancia al punto de máxima tensión principal, sobre la
dirección de máxima tensión principal. Probeta maciza con entalla de diámetro
dn = 1 mm sometida a cargas de tracción, torsión y biaxial y comparación con una
placa inﬁnita con el mismo agujero. Path perpendicular a la superﬁcie del agujero,
cuyo inicio es el punto de máxima tensión principal.
Las tres ﬁguras muestran mucha semejanza entre las curvas derivadas del
análisis por elementos ﬁnitos y las teóricas para una placa inﬁnita. En el caso
de la carga a tracción, se nota que parte de una carga 5% superior y luego se
empareja. Sin embargo, el caso con mayor diferencia es el correspondiente a
la carga a torsión, el cual cae levemente por debajo de 1, lejos de la entalla.
El mismo análisis se repitió para las probetas huecas. La ﬁgura 4.14 muestra
la relación entre la tensión principal máxima calculada por elementos ﬁnitos
(σI) de una probeta hueca con una entalla de diámetro dn = 1 mm y la tensión
principal máxima de una placa teórica (σIteo) a lo largo de la profundidad del
agujero para los tres tipos de carga. Nuevamente, las tensiones se evaluaron
sobre la línea de máxima tensión principal. La curva con línea continua
corresponde a las cargas a tracción, la línea a puntos se utiliza para cargas a
torsión y la línea a trozos para cargas biaxiales.
Al igual que para la probeta maciza, la diferencia entre la tensión máxima
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encontrada y la teórica es menor al 5% y la curva de torsión se encuentra
levemente por debajo de la teórica. Sin embargo, en este caso, las tensiones
a tracción son muy parejas a lo largo de toda la profundidad, con cierta
simetría, sin diferenciar la pared interna de la externa. Este efecto es similar
al encontrado en placas delgadas (ﬁgura 4.3).
Siguiendo con el análisis, las ﬁguras 4.15 muestran la relación entre la tensión
principal máxima y la tensión externa aplicada, en función de la distancia al
punto de máxima tensión, a lo largo de la dirección principal, para los tres
tipos de carga, tracción, torsión y biaxial.
Nuevamente, para todos los tipos de carga, hay una gran semejanza entre la
tensión sobre la probeta y la teórica sobre una placa inﬁnita, siendo el caso
más distinto el correspondiente a la carga a tracción.
Finalizando el análisis sobre las probetas, se evalúa el caso de una hueca con
una entalla de 3 mm de diámetro. La ﬁgura 4.16 muestra la relación entre
la tensión principal máxima numérica y la teórica para una placa, a lo largo
de la profundidad del agujero. Para cada una de las cargas, las tensiones se
evaluaron sobre la línea de máxima tensión principal.
Figura 4.14: σI/σIteo a lo largo de la profundidad de la entalla, sobre la línea de
máxima tensión principal, para distintos tipos de carga. Probeta hueca, entalla de
diámetro dn = 1 mm.
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(a) Tracción.
(b) Torsión.
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(c) Biaxial.
Figura 4.15: Relación entre la tensión principal máxima y la tensión externa
aplicada en función de la distancia al punto de máxima concentración, sobre la
dirección de máxima tensión principal. Probeta hueca con entalla de diámetro
dn = 1 mm sometida a cargas de tracción, torsión y biaxial y comparación con una
placa inﬁnita con el mismo agujero. Path perpendicular a la superﬁcie del agujero,
cuyo inicio es el punto de máxima tensión principal.
Nuevamente las diferencias entre la tensión principal máxima teórica (σIteo)
y la calculada numéricamente para la probeta (σI) no superan el 5%, al igual
que en los casos anteriores. Sin embargo, en este caso se empieza a notar el
efecto de la curvatura de la probeta, haciendo que los máximos para cargas
a torsión y biaxial se desplacen ligeramente hacia la superﬁcie interna.
A su vez, se evalúa para los tres tipos de carga, la evolución de la tensión
principal con la distancia a la entalla sobre la dirección principal, al igual que
se hizo para las otras probetas. Las ﬁguras 4.17 muestran en línea continua las
tensiones principales sobre la probeta calculada mediante elementos ﬁnitos,
mientras que en línea a trozos se observa la teórica para una placa inﬁnita.
La curva para cargas a torsión es muy parecida a la teórica, pero no tan
así la curva para cargas a tracción, teniendo un gradiente ligeramente más
pronunciado. Esto último deriva, lógicamente, en que la curva para cargas
biaxiales tenga una ligera variación también.
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Figura 4.16: σI/σIteo a lo largo de la profundidad de la entalla, sobre la línea de
máxima tensión principal, para distintos tipos de carga. Probeta hueca, entalla de
diámetro dn = 3 mm.
(a) Tracción.
104 4.3. Diseño ﬁnal de las probetas
(b) Torsión.
(c) Biaxial.
Figura 4.17: Relación entre la tensión principal máxima y la tensión externa
aplicada en función de la distancia al punto de máxima concentración, sobre la
dirección de máxima tensión principal. Probeta hueca con entalla de diámetro
dn = 3 mm sometida a cargas de tracción, torsión y biaxial y comparación con una
placa inﬁnita con el mismo agujero. Path perpendicular a la superﬁcie del agujero,
cuyo inicio es el punto de máxima tensión principal.
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Por último, la tabla 4.2 muestra la fracción de la profundidad del agujero,
donde σI disminuye menos de un 1% respecto del máximo encontrado. Por
ejemplo, para una probeta hueca con una entalla de 1 mm de diámetro,
el 54% de su profundidad tiene una tensión principal que diﬁere en menos
del 1% del máximo. Esto indica que tan amplia es la zona del agujero con
tensiones altas.
Tabla 4.2: Porcentaje de la profundidad del agujero donde la tensión principal
máxima diﬁere en menos del 1% respecto del máximo hallado.
Tipo de
probeta
dn [mm] σ
∞ τ∞ σ∞ = τ∞
Maciza 1 13% 4% 12%
Hueca 1 54% 15% 27%
Hueca 3 33% 39% 31%
Analizando los resultados, en ella se vuelve a observar que las probetas huecas
tienen un comportamiento más parejo, por lo que se espera que reproduzcan
mejor el caso de una placa plana.
Luego del análisis del presente capítulo, se podrá seguir adelante con el diseño
de la probeta, sabiendo las pautas generales a cumplir en cuanto a tamaño
de la entalla, profundidad (en el caso macizo) y diámetros de las probetas y,
principalmente, teniendo una idea más clara del error cometido al comparar
las probetas con una placa. Como conclusión ﬁnal se puede decir que las
cargas a tracción serán levemente mayores que las de la placa, al igual que
el gradiente. Asimismo, se puede elegir 3 mm como diámetro máximo de
las entallas a mecanizar para las probetas huecas, sabiendo que el campo de
tensiones todavía no se diferencia mucho del teórico para una placa inﬁnita.
4.4 Inﬂuencia de imperfecciones en las probe-
tas reales
Hasta ahora siempre se ha pensado en la probeta con una geometría per-
fecta, idéntica al plano diseñado. Sin embargo, las medidas reales tienen una
cierta incertidumbre. Por ello, para ﬁnalizar el capítulo, se realiza un último
análisis por elementos ﬁnitos, con el objetivo de conocer como inﬂuyen las
imperfecciones de la probeta real en los campos de tensiones.
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e1
(a) Entalla mal colocada.
e2
(b) Agujero descentrado.
Figura 4.18: Esquema de los posibles fallos en la fabricación de las probetas.
Simplemente observando el diseño de la probeta saltan a la vista los sitios
donde se requiere mayor precisión en el mecanizado. El primero de ellos es
la entalla, la cual idealmente debe ser perpendicular al plano tangente a la
superﬁcie, y el segundo es la concentricidad del agujero central, en las pro-
betas huecas. La ﬁgura 4.18 muestra dos esquemas, los cuales detallan esta
problemática. En el esquema de la izquierda se ve el perﬁl de la probeta
con una entalla mal colocada, la cual se encuentra a una distancia e1 de su
posición ideal. Por su parte, en el esquema de la derecha se ve la sección
hueca de la probeta y la variable e2 es, en este caso, la posición del centro
del agujero, respecto del centro de la probeta.
4.4.1 Variaciones en la posición de la entalla
En primer lugar se analiza el efecto de la posición de la entalla y cómo varían
las tensiones máximas si ésta se mueve de su posición ideal (esquema 4.18a).
La ﬁgura 4.19a muestra la relación entre el factor de concentración de ten-
siones encontrado con la entalla a una distancia e1 de su posición ideal (kte1),
respecto de aquel encontrado para la posición exacta (kts). La probeta se
simuló con diámetro externo dsE = 16 mm, diámetro interno dsI = 13 mm, y
diámetro de la entalla dn = 1 mm. La curva con línea continua corresponde a
cargas a tracción, mientras que la línea a trozos a cargas a torsión. Las curvas
de la imagen 4.19b se construyeron con probetas con entallas de diámetro 3
mm, también sometidas a cargas de tracción (línea continua) y torsión (línea
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(a) Entalla de diámetro dn = 1 mm. (b) Entalla de diámetro dn = 3 mm.
Figura 4.19: Relación kte1/kts en función de la posición de la entalla respecto de
la ideal (e1).
a trozos).
Para ambos diámetros de entallas se observa la misma tendencia, los resul-
tados se ven más afectados para cargas a tracción. Por otro lado, es más
crítico el caso de entallas grandes, es decir, para una misma desviación de
la posición de la entalla, el efecto es mayor para un mayor diámetro de la
entalla.
Este estudio revela lo crítico del mecanizado de la entalla, ya que 1 mm de
desviación tiene como efecto el incremento de casi el 5% en la tensión má-
xima, para entallas de 3 mm de diámetro. Además, dicha desviación es muy
difícil de medir previo a romper la probeta.
4.4.2 Efecto de la concentricidad del agujero en las pro-
betas huecas
Continuando con el análisis de posibles imperfecciones en la fabricación de
las probetas, la ﬁgura 4.20 muestra la relación entre la tensión máxima y
la tensión media σI/σm sobre la probeta en función de la distancia entre el
centro del agujero y el centro de la probeta (esquema 4.18b). Nuevamente,
el diámetro externo es dsE = 16 mm y el diámetro interno dsI = 13 mm. La
curva con línea continua se obtuvo para cargas a tracción mientras que la
curva con línea a trozos para cargas a torsión.
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Figura 4.20: Relación entre la tensión máxima y la tensión media σI/σm sobre
una probeta en función de la desviación del centro del agujero respecto del centro
de la probeta (e2).
Como conclusión rápida, se observa que el efecto de la falta de concentricidad
es más notorio para cargas a torsión que a tracción. Por este motivo, el límite
aceptable se debe ﬁjar teniendo en cuenta esta curva. Dado que diferencias
de 100 µm entre centros suponen un aumento del 5% en las tensiones, ese
será el límite admisible.
A diferencia de la desviación de la posición de la entalla, esta falta de con-
centricidad entre el agujero central y la probeta se puede estimar de manera
sencilla. Una desviación de 100 µm entre los centros provocaría una diferen-
cia de espesor en la pared del tubo de 200 µm entre la zona más delgada y
la más gruesa. Por lo tanto, una medida de control para las probetas huecas
es medir el espesor de la pared del tubo en 4 sitios equidistantes y que la
diferencia máxima no sea superior a 200 µm. Cabe destacar que este valor
se encuentra dentro de lo que aconseja la norma ASTM E 2207 [43] para
ensayos a fatiga biaxial sobre tubos de pared delgada.
Capítulo 5
Desarrollo experimental
Para los ensayos a fatiga se eligieron dos materiales metálicos distintos, de
manera de abarcar el mayor espectro de propiedades mecánicas posible. Di-
chos materiales son un acero inoxidable AISI 304L, y un aluminio 7075 T6.
El primero de ellos se eligió debido a la experiencia del grupo sobre este
material, lo que hace que ya esté bien caracterizado. Se trata de un acero
austenítico aleado principalmente con cromo y niquel. La letra L indica
un especialmente bajo contenido de carbono respecto del AISI 304, lo que se
realiza con el objetivo de aumentar la soldabilidad [58]. Cabe destacar que
las barras de acero AISI 304L utilizadas en la presente tesis proceden de la
misma colada que las utilizadas anteriormente por el grupo, lo que permite
analizar, también, resultados ya obtenidos en trabajos previos.
El segundo de ellos, se eligió debido a su amplia utilización en la industria, es-
pecialmente la aeroespacial, haciendo muy atractivo ampliar los conocimien-
tos sobre su comportamiento a fatiga. Se trata de una aleación de aluminio
con, principalmente, zinc, magnesio y cobre. Además, la sigla T6 hace refe-
rencia a un tipo de tratamiento térmico especíﬁco, el cual consiste en provo-
car la solución de los aleantes aumentando la temperatura, luego enfriar
rápidamente para evitar la segregación de los mismos y, por último, calentar
nuevamente a una temperatura menor que la inicial, para formar algunos
precipitados, de manera controlada [59].
En el presente capítulo se detallan los procedimientos empleados para carac-
terizar cada uno de estos materiales, mecanizar las probetas, ensayarlas y,
por último, analizar los resultados.
109
110 5.1. Caracterización de los materiales
5.1 Caracterización de los materiales
Se realizó un estudio minucioso sobre el aluminio, para conocer la composi-
ción química, las características microestructurales y las propiedades mecáni-
cas. Para el acero inoxidable, dicho estudio ya fue realizado por Chaves
[37, 52].
5.1.1 Caracterización mecánica
Ensayos de tracción
Se realizaron tres ensayos de tracción según la norma ASTM E466 [39], so-
bre la aleación de aluminio 7075 T6, de manera de obtener sus propiedades
mecánicas. La información del acero AISI 304L fue obtenida previamente
por Chaves [37]. La geometría de las probetas utilizadas se puede ver en
el apéndice C, ﬁgura C.1. Los ensayos fueron realizados en una máquina
servohidráulica MTS 810 bajo control por carga, a una velocidad de 500
N/s.
Ensayos de KIth
Se calculó el Factor de Intensidad de tensiones umbral KIth para el acero
AISI 304L utilizando probetas con entallas muy agudas. El plano de las
mismas se puede ver en la ﬁgura C.2, en el apéndice C. Esta geometría quedó
fuertemente inﬂuenciada por las barras de diámetro 22 mm de las cuales se
extrajeron, quedando poco margen para modiﬁcaciones. Por este motivo, a
su vez, no se pudo realizar el ensayo clásico para el cálculo de KIth y se tuvo
que optar por otro método, cuyo procedimiento es muy sencillo. En primer
lugar se obtiene una curva S-N de probetas con entallas muy agudas del
material sometido a tracción-compresión, con una relación de carga R = −1
y se calcula el límite a fatiga. En este caso, se realizaron 18 ensayos hasta
el fallo de la probeta o interrumpiéndose a 10.000.000 ciclos. Estos últimos
ensayos fueron considerados Run-Out. Una vez obtenida la curva S-N, se
calculó el límite a fatiga mediante el método de Bettinelli [36].
Conseguido el límite a fatiga, se asume que una entalla muy aguda equivale
a una grieta de la misma longitud, por lo que el KIth se calcula mediante la
fórmula obtenida por Smith y Miller [53]. Para obtener dicha fórmula, los
autores se basaron en las clásicas investigaciones de Frost y Dugdale [54, 55]
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sobre grietas no propagantes.
Kth ≈ 2σFLth
√
β (5.1)
Siendo β = 10 mm la profundidad de la entalla para esta geometría y
σFLth = 37 MPa el límite a fatiga de la probeta de la ﬁgura C.2. Una tabla
con los resultados de cada uno de los ensayos se encuentra en el apéndice D.
Por su parte, la tabla 5.1 muestra las tensiones de ﬂuencia y de rotura
obtenidas para aluminio y acero, así como también el KIth obtenido me-
diante la ecuación 5.1.
Tabla 5.1: Propiedades mecánicas de los materiales utilizados.
Propiedad Al 7075 T6 Acero 304L
Tensión de Fluencia
(σy) [MPa]
595 467
Tensión de Rotura
(σU) [MPa]
657 654
KIth [MPa
√
m] − 7,4
Cabe destacar que los valores obtenidos para el aluminio 7075 T6 se encuen-
tran por encima de lo normal para este material (σU ≈ 550/600 MPa). Sin
embargo, la dispersión experimental fue muy baja (0, 5% entre los extremos)
y el módulo de elasticidad calculado con los valores del ensayo resulta muy
parecido al habitual para esta aleación, por lo que no hay motivos para des-
conﬁar de los resultados experimentales.
5.1.2 Caracterización química y metalográﬁca
El estudio metalográﬁco permite revelar la microestructura del material.
Esta etapa es de especial interés a la hora de aplicar el modelo NR, ya que
permite conocer el tamaño de grano del material, pieza fundamental en dicho
modelo. Nuevamente, así como para las propiedades mecánicas, el acero AISI
304L ya fue caracterizado por Chaves [37]. En la ﬁgura 5.1 se observa una
microfotografía de una muestra del acero en estudio. En ella se ven granos de
austenita sin una dirección de deformación preferente, con bandas de ferrita
δ en el interior. El tamaño de grano medio de la muestra es D = 80 µm.
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Figura 5.1: Microfotografía del acero AISI 304L.
Para el aluminio 7075 T6, el proceso de caracterización se realizó revelando
la microestructura mediante un ataque químico con ácido fosfórico al 10%.
Para poder observar la microestructura con esta técnica, la muestra debe
estar perfectamente pulida y limpia. Con este ﬁn, se lijaron todos los ejem-
plares con lijas de granulometría 600, 1200, 2500 y 4000 granos/cm2 para
posteriormente pulirlas en un disco de paño húmedo cargado con partícu-
las abrasivas de diamante, de 3 µm. Por último, se introdujeron en líquido
cristalográﬁco y se limpiaron por ultrasonido durante 15 minutos.
En la ﬁgura 5.2 se observa una microfotografía de una muestra de aluminio
7075 luego del ataque químico. Para estimar el tamaño de grano se utilizó
el método de la intersección sobre una línea, deﬁnido en la norma ASTM
E112-96 Standard test methods for determining average grain size [40]. El
conteo de granos se hizo manual, sobre ocho líneas aleatorias en distintas
direcciones. El tamaño de grano calculado mediante este método es de 15
µm.
Por otro lado, la tabla 5.2 muestra la composición química de cada material.
Los datos para el acero inoxidable fueron obtenidos de [52].
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Figura 5.2: Microfotografía de una muestra de aluminio 7075 T6 atacada quimi-
camente con ácido fosfórico al 10%.
Tabla 5.2: Composición química de los materiales.
Acero AISI 304L
% peso
C Cr Ni Mn Cu Si Mo Otros
0, 021 18, 227 8, 148 1, 485 0, 39 0, 34 0, 215 0, 133
Aluminio 7075
% peso
Zn Mg Cu Fe Cr Si Ti Mn
6, 05 2, 83 1, 21 0, 14 0, 26 0, 04 0, 028 0, 023
5.2 Preparación de las probetas
Las probetas ensayadas en la presente tesis fueron mecanizadas en su tota-
lidad por el doctorando. Esto permitió una mayor versatilidad a la hora de
probar diseños, controlar el proceso en cada momento y realizar una cantidad
de probetas no limitada por el factor económico o por el tiempo de demora
relacionado con el encargo del trabajo a una empresa externa.
Lógicamente, la etapa más trabajosa resultó ser el mecanizado del agujero
central en la probeta hueca. El procedimiento para realizarlo (el cual se verá
en las secciones siguientes) fue elegido en base a la experiencia ganada luego
de sucesivas pruebas y teniendo en cuenta algunos trabajos donde se realizó
un mecanizado similar [38].
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5.2.1 Probetas macizas
El proceso de mecanizado se inicia, tanto para las probetas de acero inoxida-
ble AISI 304L como las de aluminio 7075 T6, con el corte de barras de 22 mm
y 20 mm de diámetro, respectivamente, en el largo deseado para la probeta,
(aproximadamente 180 mm). Esta etapa se realiza con sierra eléctrica.
Posteriormente, con un torno de control manual se realiza un refrentado de
las caras y se le hace un punto en una de ellas, el cual sirve como apoyo
para el mecanizado posterior.
Una vez obtenidos los cilindros, se utiliza un torno de control numérico
EMCO Concept Turn 60, mostrado en la ﬁgura 5.3. En esta etapa, del
cilindro original se obtiene la probeta con el diseño deseado. La tabla 5.3
muestra los parámetros de mecanizado utilizados para las probetas de cada
uno de los materiales trabajados. En todos los casos, se trabajó con velocidad
de corte constante y con una velocidad de avance muy baja, de manera de
mejorar el acabado superﬁcial, optimizando el tiempo de la siguiente etapa
(lijado). Además, la profundidad de desbaste se eligió baja también, para no
exigir al torno, principalmente cuando se trabajó acero.
Tabla 5.3: Parámetros de mecanizado utilizados en el torno de control numérico.
Parámetro Aluminio Acero
Velocidad de corte
[m/min]
130 130
Velocidad de avance
[mm/s]
0,13 0,10
Profundidad de
desbaste
[mm/Pasada]
0,07 0,06
Una vez ﬁnalizado el mecanizado exterior de la probeta, se les realiza, a al-
gunas de ellas, un agujero ciego en la sección central de diámetro 1 mm y
aproximadamente 3 mm de profundidad, con un taladro manual. Esta etapa
es la más artesanal del proceso y de las más críticas, de acuerdo a lo visto en
la sección 4.4.1. Para intentar conseguir el máximo de precisión, se realiza
con un taladro de mano ﬁjo a un soporte y sobre la base de dicho soporte
se ﬁja un prisma con un lado cóncavo, sobre el cual se apoya la probeta.
El vértice inferior se debe alinear cuidadosamente con la punta de la broca,
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Figura 5.3: Torno de control numérico utilizado para mecanizar las probetas en-
sayadas.
Figura 5.4: Taladro utilizado para el mecanizado del agujero (derecha) y esquema
de la alineación (izquierda).
116 5.2. Preparación de las probetas
previo a ﬁjar el prisma a la base. En la ﬁgura 5.4 se pueden observar un
esquema de la alineación y el conjunto real. Por su parte, las velocidades de
giro se encuentran en la tabla 5.5.
Finalizada esta etapa, se lija la zona central para eliminar las marcas más
grandes del mecanizado, partiendo de una lija de granulometría 200 g/cm2,
pasando por lijas de 600, 1200, 2500 y ﬁnalizando con lija de 4000 g/cm2.
Posteriormente, a una de cada dos probetas se le realizan tres medidas de
la rugosidad, con el equipo Mitutoyo Surftest 160107. Asimismo se mide
el diámetro en la zona mínima con un proyector de perﬁles. Por último se
fotografían con un microscopio en la zona del agujero, en busca de posibles
imperfecciones. Esto se realiza con un microscopio Nikon Optishot 66.
La ﬁgura 5.5 muestra un esquema de todo el proceso hasta llegar a la pro-
beta utilizada en los ensayos a fatiga. Las medidas ﬁnales fueron elegidas
siguiendo los parámetros establecidos en la norma ASTM E 466 -07 para
ensayos de fatiga a tracción [41] y las recomendaciones obtenidas del análisis
por elementos ﬁnitos vistas en el capítulo 4.
5.2.2 Probetas huecas
El proceso de mecanizado de las probetas huecas consta de, básicamente,
las mismas etapas que para el caso de las probetas macizas, sumadas a las
referentes al mecanizado del taladro central.
Inicialmente, se parte de las mismas barras y se las secciona en cilindros
de 150 mm de altura. Posteriormente se refrentan las caras y se realiza el
punto, como soporte para el mecanizado en el torno numérico. Sin embargo,
antes de pasar a la etapa de control numérico, se realiza un taladro ciego de
diámetro 13 mm sobre la cara que no tiene el punto, en la dirección del eje de
la barra. Para lograr un trabajo con un acabado superﬁcial aceptable, se ini-
cia el proceso con una broca de centro, de diámetro 2 mm, luego se pasa una
broca de diámetro 11 mm, seguida de una de 12,75 mm, para ﬁnalizar con un
escariador de 13 mm de diámetro. Cabe destacar en este punto que la altura
del taladro ciego es tal que sobre la sección calibrada de la probeta, donde
se encuentra la entalla, ésta se comporta como un tubo. De esta manera, a
los ﬁnes del ensayo, las tensiones son las mismas que las que existirían si el
agujero fuera pasante, y se gana en tiempo de mecanizado y en precisión del
taladro. En la tabla 5.4 se pueden ver las velocidades de giro para cada broca
y material, elegidas en base a la experiencia. La velocidad de avance de las
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brocas fue manual y en todos los casos se utilizó taladrina en abundancia
para mantener la temperatura lo más baja posible. Esta etapa se realiza en
un tiempo aproximado de 30 minutos por probeta.
Tabla 5.4: Revoluciones por minuto elegidas para el mecanizado del agujero cen-
tral, para cada herramienta y material.
Herramienta
RPM
Acero Aluminio
Broca de Centrar 775 775
Broca 11 mm 320 425
Broca 12, 75 mm 320 425
Escariador 13 mm 220 320
Obtenido el cilindro con el agujero ciego central, se pasa al torno de control
numérico, al igual que para las probetas macizas. Finalizada esta etapa, a
la mayoría de las probetas se les realizan agujeros pasantes de 1, 2 o 3 mm
de diámetro sobre la sección central. Este proceso se realiza nuevamente con
el taladro manual (ﬁgura 5.4). Las revoluciones para cada broca elegida,
por material, se encuentran en la tabla 5.5. Cabe destacar que para los tal-
adros de diámetro mayor a 1 mm, el proceso se lleva a cabo en dos etapas,
realizando primero un taladro de 1 mm y luego el deﬁnitivo. Esto mejora
notablemente el acabado superﬁcial de la pared del agujero.
Tabla 5.5: Revoluciones por minuto elegidas para el mecanizado de la entalla,
para cada herramienta y material.
φ Broca
RPM
Aluminio Acero
1 mm 10.000 8.000
2 mm 7.000 6.000
3 mm 5.000 5.000
Realizado el agujero pasante en la sección calibrada, la superﬁcie externa de
las probetas se lija, con las mismas lijas que en el caso de las macizas. Poste-
riormente se mide la rugosidad interna y externa a una de cada dos probetas.
Para obtener una medida más representativa, se realizan tres mediciones de
la rugosidad por superﬁcie.
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A este tipo de probetas, además, se les mide el espesor de la pared, como
una medida indirecta de la concentricidad del taladro central respecto del
cilindro original. Esto se realiza con un medidor de espesor en dial.
Por último se fotografían con el microscopio Nikon Optishot 66 en la zona
del agujero central.
La ﬁgura 5.5, muestra un esquema de todas las etapas del proceso descritas.
5.2.3 Probetas utilizadas
Como se mencionó en las secciones previas, referidas al mecanizado de las
probetas, se mecanizaron distintos modelos, con pequeñas variaciones. Estos
cambios se tuvieron que realizar por distinto factores, entre ellos, capaci-
dades de carga de las máquinas, diámetro de las entallas que se quisieron
mecanizar, problemas de rotura por la zona del agarre, etc. La tabla 5.6
muestra, a modo de resumen, las características geométricas de cada tipo de
probeta utilizada en cada uno de los ensayos realizados, junto con un código
para facilitar su identiﬁcación. Por su parte, los planos de cada una de ellas
y una breve explicación del motivo del diseño se encuentran en el apéndice
C.
A su vez, las tablas 5.7, 5.8, 5.9 y 5.10 muestran información de las medidas
de cada una de ellas. En concreto, en la tabla 5.7 se encuentran el diámetro
medio (d¯s) y los promedios de las rugosidades medias (µ¯mE) y máximas (µ¯ME)
de las probetas macizas sin entalla, las cuales sólo se hicieron de aluminio.
Por su parte, en la tabla 5.8 se muestra la misma información para las probe-
tas macizas con entallas, por lo que también se suman a la tabla el diámetro
medio (d¯n) y la profundidad media (h¯n) del agujero.
La tabla 5.9 muestra las características medidas más importantes de las pro-
beta huecas. En ella se observan los promedios de los diámetros externos
e internos, (d¯sE) y (d¯sI) respectivamente, los promedios de las rugosidades
máximas y medias medidas sobre la superﬁcie externa, (µ¯ME) y (µ¯mE), y los
promedios de las rugosidades máximas y medias sobre la superﬁcie interna,
(µ¯MI) y (µ¯mI). Por último, la tabla 5.10 muestra los diámetros medios de los
agujeros realizados sobre probetas huecas y la concentricidad de estas últi-
mas. Así pues, dn1, dn2 y dn3 son los promedios de los diámetros de agujeros
cuando se buscaba que estos fueran de 1, 2 y 3 mm, respectivamente.
Es importante destacar que, tanto para probetas huecas de acero como de
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(a) Corte. (b) Refrentado y punto.
(c) Taladro central (solo probetas hue-
cas).
(d) Perﬁl de la probeta.
(e) Taladro en la sección central. (f) Acabado superﬁcial.
Figura 5.5: Esquema de las etapas del mecanizado de las probetas ensayadas.
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Tabla 5.6: Características geométricas de las probetas utilizadas.
Mat Cod1 Carga2 Sec3
Características geométricas
Figura
SC4
dsE
[mm]
Rac
[mm] 5
dsI
[mm]
A
lum
inio
M-Al1 To M RE 14 80 - C.3
M-Al2 Tr M RC 7 99 - C.4
M-Al3 Tr M RE 12 120 - C.5
T-Al1 Tr-To-B H RE 16 114 13 C.6
T-Al2 Tr H RC 15 131 13 C.7
A
cero
M-Ac1 To M RC 12,5 122 - C.8
M-Ac2 Tr M RC 10,5 120 - C.9
T-Ac1 Tr-To-B H RE 16 114 13 C.6
1 Código de identiﬁcación de las probetas.
2 Tipo de carga a la que fue sometida (Tr: Tracción ; To: Torsión ; B: Biaxial)
3 Tipo de sección (M: Maciza ; H: Hueca)
4 Tipo de sección calibrada (RC : Radio continuo ; RE: Recta)
5 Radio de acuerdo entre la sección de mínimo diámetro y las secciones de
agarre
Tabla 5.7: Características de las probetas de Aluminio 7075 T6 macizas sin entalla
ensayadas a fatiga.
Tipo de
Carga
Material Cod 1
d¯s
[mm]
µ¯ME
[µm]
µ¯mE
[µm]
Torsión Aluminio M-Al1
13, 83±
0, 04
1, 2±
0, 4
0, 13±
0, 04
Tracción Aluminio M-Al2
7, 17±
0, 06
1, 2±
0, 4
0, 13±
0, 04
1 Código de la probeta utilizado en la tabla 5.6
aluminio, en la tabla 5.10, se observa que la concentricidad está por debajo
del máximo admisible de 200 µm visto en la norma ASTM 2207 y en los
resultados del análisis por elementos ﬁnitos (capítulo 4).
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Tabla 5.8: Características de las probetas macizas con entallas ensayadas a fatiga.
Tipo de
Carga
Material Cod 1
d¯s
[mm]
d¯n
[mm]
h¯n
[mm]
µ¯ME
[µm]
µ¯mE
[µm]
Tracción Aluminio M-Al3
12, 10±
0, 04
1, 10±
0, 06
3, 1±
0, 4
1, 2±
0, 4
0, 13±
0, 03
Torsión Acero M-Ac1
12, 49±
0, 01
1, 07±
0, 02
2, 83±
0, 14
1, 4±
0, 3
0, 2±
0, 16
Tracción Acero M-Ac2
10, 45±
0, 04
1, 06±
0, 02
3, 0±
0, 7
1, 4±
0, 3
0, 2±
0, 14
1 Código de la probeta utilizado en la tabla 5.6
Tabla 5.9: Características de las probetas huecas ensayadas a fatiga.
Material Cod 1
d¯sE
[mm]
d¯sI
[mm]
µ¯ME
[µm]
µ¯mE
[µm]
µ¯MI
[µm]
µ¯mI
[µm]
Aluminio T-Al1
15, 96±
0, 09
13, 04±
0, 01
1, 5±
0, 8
0, 13±
0, 08
7± 3 0, 6±
0, 3
Acero T-Ac1
15, 92±
0, 08
13, 03±
0, 01
1, 7±
1, 2
0, 2±
0, 15
19±11 1, 6±
0, 8
1 Código de la probeta utilizado en la tabla 5.6
Tabla 5.10: Diámetro promedio de las entallas sobre probetas huecas y concentri-
cidad de las mismas para cada material.
Material Cod
dn1
[mm]
dn2
[mm]
dn3
[mm]
Concentricidad
[µm]
Aluminio T-Al1
1, 06±
0, 02
2, 02±
0, 02
3, 22±
0, 09
90± 50
Acero T-Ac1
1, 07±
0, 04
2, 07±
0, 04
3, 02±
0, 04
80± 40
1 Código de la probeta utilizado en la tabla 5.6
5.3 Ensayos de fatiga
Se realizaron ensayos de fatiga, con el ﬁn de obtener curvas de tensión en
función del número de ciclos necesarios para el fallo (curvas S-N ) para pro-
betas de ambos materiales, bajo distintos tipos de carga y con agujeros de
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diferentes diámetros, como se vio en la sección anterior.
Los ensayos se realizaron en tracción-compresión (σ∞), con una relación de
carga R = −1, en torsión alternativa (τ∞) y combinando tracción y torsión
con una relación σ∞ = τ∞.
En todos los casos se trabajó con amplitud de tensión constante, calculando
a esta última sin tener en cuenta la presencia de la entalla. Así pues:
σ∞ =
F
As
τ∞ =
T · ds
2I
siendo F la fuerza aplicada, As el área resistente que tendría la probeta si no
tuviera una entalla, T el momento torsor aplicado e I el momento de inercia
que tendría la probeta si no tuviera entalla.
La tabla 5.11 muestra la cantidad de ensayos válidos por material, tipo de
probeta y tipo de carga.
Tabla 5.11: Cantidad de ensayos para cada material y tipo de carga.
Tipo de probeta Cantidad de ensayos
Material Sección dn [mm] σ∞ τ∞
σ∞ =
τ∞
A
lum
inio
Maciza
0 13 9 −
1 13 − −
Hueca
0 − 10 −
1 12 9 10
2 21 10 −
3 12 − −
A
cero
Maciza 1 15 10 −
Hueca
0 15 9 −
1 27 14 11
2 13 11 −
3 10 − −
Cada curva S-N tiene un mínimo de 9 ensayos, considerando Run-Out aque-
llos de acero inoxidable que no fallaron luego de, al menos, 3,5 × 106 ciclos.
Dicho valor se eligió basado en la experiencia previa del grupo con este ma-
terial y en la frecuencia de ensayo elegida. Por último, cabe destacar que
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tanto los ensayos como el análisis estadístico posterior se hicieron siguiendo
las normas ASTM correspondientes [41, 42] y el límite a fatiga se calculó
siguiendo el método de Bettinelli et al [36]. Dicho método se basa en estimar
el límite de fatiga utilizando un método de máxima verosimilitud, teniendo
en cuenta tanto los fallos como los Run Outs y los niveles de carga.
En total, contando ensayos válidos y pruebas, se realizaron 345 ensayos, lo
que implica aproximadamente 1× 109 ciclos.
5.3.1 Ensayos de fatiga a tracción-compresión
Los ensayos de fatiga a tracción-compresión fueron realizados con una relación
de carga R = −1. Se utilizaron dos máquinas, una de resonancia, Rumul Te-
stronic 100 kN (ﬁgura 5.6) y una máquina servohidráulica MTS 809 Biaxial
100 kN (ﬁgura 5.7). La mayor parte de los ensayos fueron conducidos en la
máquina Rumul, ya que este tipo de máquinas tienen la capacidad de ensayar
a la frecuencia de resonancia del conjunto muestra-máquina, la cual es en
torno a un orden de magnitud más alta que las frecuencias alcanzadas en los
ensayos en máquinas servohidráulicas normales [46]. Paralelamente poseen
otras ventajosas características dentro de las que se puede nombrar el menor
consumo (1/100), menor mantenimiento y menor volumen, entre otras [47].
Para utilizarla en ensayos con las cargas requeridas (entre 5 y 30 kN), se
adaptó un conjunto de mordazas hidráulicas, ya que las provistas por el fa-
bricante son mecánicas, y la fuerza de agarre a la probeta se la debe dar el
operario, mediante un juego de palancas, no quedando siempre bien sujeta.
Dicha adaptación no fue tarea sencilla, ya que cualquier mínimo desajuste
durante el ensayo que cambie levemente la rigidez del conjunto, cambia la
frecuencia de resonancia, impidiendo el correcto control de la máquina.
Para los materiales utilizados y las probetas diseñadas, las frecuencias de
los ensayos estuvieron comprendidas en un rango entre 80 y 130 Hz, en la
máquina Rumul, mientras que en la máquina servohidráulica MTS 809 se
trabajó con una frecuencia ﬁja de 8 Hz.
5.3.2 Ensayos de fatiga a torsión alternativa
Los ensayos de fatiga a torsión alternativa se realizaron en la máquina servo-
hidráulica MTS 809 Biaxial 100 kN (ﬁgura 5.7), con una relación de carga,
R = −1. La frecuencia de los ensayos fue en todos los casos la misma, e igual
124 5.4. Punto de iniciación y dirección de grieta
Figura 5.6: Máquina de ensayos universal Rumul Testronic 100 kN.
a 8 Hz.
5.3.3 Ensayos de fatiga a tracción y torsión en fase
Los ensayos de fatiga a tracción y torsión en fase, también se realizaron en la
máquina servohidráulica MTS 809 Biaxial, vista en la ﬁgura 5.7. Se eligió una
relación de carga σ∞ = τ∞. La frecuencia de ensayo fue nuevamente de 8 Hz.
5.4 Punto de iniciación y dirección de grieta en
los ensayos de fatiga
Una vez terminados los ensayos de fatiga, se fotograﬁaron las probetas en la
zona del agujero en aquellos casos en los que hubo fallo. Posteriormente se
midió el punto del contorno de la entalla desde donde parte la grieta (deﬁnido
por θ en el presente trabajo) y también la dirección de la grieta a 500 µm,
respecto del eje X deﬁnido en la ﬁgura 4.5, la cual se tomó como θ1. Ambas
variables se pueden observar en la ﬁgura 3.3 donde se deﬁnieron para explicar
el modelo NR. Sin embargo, para recordarlas, se incluye un esquema similar,
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Figura 5.7: Máquina de ensayos universal MTS 809 Biaxial 100 kN.
el cual se ve en la ﬁgura 5.8.
En dicho esquema se utilizan los ejes deﬁnidos en la ﬁgura 4.5, cuyo centro es
coincidente con el eje de revolución del agujero y el plano Z = 0 es tangente
a la superﬁcie externa de la probeta. Así pues, en la práctica, para conocer
θ se alineó el eje longitudinal de la probeta con la cámara, de manera que
el eje Y coincida con la dirección vertical de la fotografía. Posteriormente
se trazó una recta desde el centro del agujero hasta el inicio de la grieta y
se midió el ángulo que esta formaba con el eje X, es decir, con la horizontal
de la fotografía. Para conocer θ1, se trazó una recta de 500 µm de longitud,
partiendo desde el punto de inicio alrededor de la entalla, en la dirección de
la grieta, y se midió el ángulo entre esta y, nuevamente, el eje X.
Además, como complemento a lo medido en la superﬁcie de la probeta, se
realizó un desbaste de 750 µm en una probeta ensayada a tracción, 350 µm
en una ensayada a torsión y 450 µm para la sometida a cargas biaxiles y se
observó nuevamente el punto de inicio y la dirección de la grieta en esa pro-
fundidad. Estos valores no fueron escogidas arbitrariamente, son los sitios
donde el análisis por elementos ﬁnitos reveló la máxima concentración de
tensiones. Esto se realizó sobre tres probetas huecas de acero inoxidable con
entallas de diámetro 1 mm. El objetivo principal fue observar si la dirección
medida sobre la superﬁcie es representativa de lo que sucede a lo largo de
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θ
θ1
Y
X
R
Figura 5.8: Esquema de las variables utilizadas para deﬁnir el punto de inicio y
la dirección de grieta.
toda la profundidad de la entalla.
Todas las imágenes fueron obtenidas con el microscopio Nikon Optishot 66
y analizadas mediante el software Perfect Image V7.8.
5.5 Superﬁcie de grieta
Se observó la superﬁcie de fractura de algunas probetas ensayadas a tracción
mediante microscopía electrónica, con el microscopio electrónico de barrido
de emisión de campo FEI TENEO. Esto se realizó con el objetivo principal
de encontrar la posición del inicio de la grieta a lo largo de la profundidad
del agujero.
Por otra parte, las mismas probetas también fueron observadas con un Per-
ﬁlómetro óptico 3D sin contacto, Sensofar S-Neox . Esta técnica permite el
armado de una imagen en tres dimensiones de la superﬁcie de la grieta. Del
mismo modo que la técnica de desbaste, el objetivo es conocer si el ángulo
medido sobre la superﬁcie externa (con el microscopio óptico) es realmente
representativo de lo que sucede a lo largo de toda la entalla.
Capítulo 6
Resultados y discusión de los
ensayos a fatiga
Luego de diseñar las probetas en base a las normas [41, 43] y a los cálculos
realizados por elementos ﬁnitos (capítulo 4) y habiéndolas mecanizado, se
procedió a la realización de los distintos ensayos a fatiga. En el presente
capítulo se muestran y analizan dichos resultados experimentales.
Para facilitar la comprensión de los datos, el capítulo se organiza por mate-
rial, evaluándose para cada uno las mismas características. Por otro lado, se
presentan sólo la curvas S-N, dejando la información referente a cada ensayo
en los apéndices D y E.
6.1 Acero Inoxidable AISI 304L
Como se mencionó previamente, el acero inoxidable se caracterizó en muchos
trabajos previos del grupo de investigación. Dentro de esos trabajos, se
encuentra el comportamiento a fatiga del material macizo sin entalla, para
cargas a tracción (σ∞), torsión (τ∞) y distintas combinaciones de ambas, en
fase. La tabla 6.1 muestra los resultados obtenidos por Chaves [52].
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Tabla 6.1: Límites de fatiga para acero AISI 304L obtenidos por Chaves [52].
Tipo de
Carga
Límite a fatiga
[MPa]
σ∞ 315
τ∞ 288
0,5σ∞ = τ∞
σ∞ = 283
τ∞ = 141,5
σ∞ = τ∞
σ∞ = 215
τ∞ = 215
2σ∞ = τ∞
σ∞ = 125
τ∞ = 250
4σ∞ = τ∞
σ∞ = 70,75
τ∞ = 283
6.1.1 Curvas S-N
Probetas macizas - entalla de 1 mm
Para acero AISI 304L sólo se ensayaron probetas macizas con entallas de 1
mm de diámetro, a tracción y torsión. Los resultados se pueden observar en
las ﬁguras 6.1, las cuales muestran las curvas S-N obtenidas, junto con la
función potencial que mejor ajusta, calculada por el método de los mínimos
cuadrados, y el límite de fatiga calculado por el método de Bettinelli [36]. La
ﬁgura superior corresponde a los ensayos a tracción mientras que la inferior
a torsión.
El límite a fatiga calculado según el método de Bettinelli es de 199 MPa para
tracción y 238 MPa para torsión.
Probetas huecas
La mayor parte de los ensayos de acero se llevaron a cabo sobre probetas hue-
cas. Todas ellas, con la misma geometría pero distinto diámetro de entalla,
como fue visto en la sección 5.3.
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(a) Tracción. Probeta tipo M-Ac2. Máquina de ensayos MTS 809.
(b) Torsión. Probeta tipo M-Ac1. Máquina de ensayos MTS 809.
Figura 6.1: Curvas S-N de probetas macizas de acero con entalla de diámetro 1
mm a tracción (a) y torsión (b).
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Probetas huecas - sin entalla
En primer lugar se realizaron dos curvas S-N, una a tracción y otra a tor-
sión, sobre probetas huecas sin entalla. Esto se realizó para comparar con
los resultados obtenidos por Chaves [52] para probetas macizas, vistos en la
tabla 6.1. La principal motivación para realizar estos ensayos es ver como
afecta el mecanizado del agujero central, ya sea a través de posibles tensiones
residuales, o bien por el simple hecho de no poder pulir la superﬁcie interna,
lo que se ve reﬂejado en una mayor rugosidad (tabla 5.9). A priori se puede
esperar, por cualquiera de estos dos efectos, que el límite a fatiga para car-
gas a tracción caiga, mientras que el caso a torsión prácticamente no se vea
afectado. Esto último debido a que las tensiones para cargas a torsión son
máximas en la superﬁcie exterior, por lo que cambios en la superﬁcie interna
no deberían afectar.
Las ﬁguras 6.2 muestran las curvas S-N obtenidas para cargas a tracción
(superior) y a torsión (inferior).
De la curva a torsión se puede destacar la gran dispersión de los puntos ex-
perimentales y, sobretodo, el pequeño intervalo de tensiones dentro del cual
hay fallos en menos de 10.000 ciclos y Run-Outs.
Los límites de fatiga calculados según el método de Bettinelli resultan 347
MPa para cargas a tracción y 262 MPa para cargas a torsión. Por su parte,
la tabla 6.2 muestra la comparación entre estos resultados y los obtenidos
por Chaves [52] para probetas macizas.
Tabla 6.2: Límites de fatiga para ensayos a tracción y torsión sobre probetas
huecas y macizas de acero AISI 304L sin entalla.
Tipo de
Carga
Macizas Huecas Variación %
Tracción 315 MPa 347 MPa +10
Torsión 288 MPa 262 MPa −9
Los resultados mostrados en la tabla 6.2 llaman la atención para ambos tipos
de carga. Por un lado, para cargas a torsión se observa un descenso del límite
a fatiga en las probetas huecas, cuando era esperable que no hubiera grandes
diferencias entre ambas. Sin embargo, el caso que sorprende es el de cargas
a tracción, donde el efecto que se observa es el opuesto al esperado, dado
que las probetas huecas presentan un mayor límite a fatiga. Es importante
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(a) Tracción. Probeta tipo H-Ac1. Máquina de ensayos MTS 809.
(b) Torsión. Probeta tipo H-Ac1. Máquina de ensayos MTS 809.
Figura 6.2: Curvas S-N de probetas huecas de acero sin entalla a tracción (a) y
torsión (b).
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destacar en este punto que los ensayos realizados por Chaves se llevaron a
cabo en la misma máquina y con la misma frecuencia.
Hasta el momento de escritura de la presente tesis no se encontró, de ma-
nera fehaciente, una explicación a esta diferencia en los dos límite de fatiga
a tracción, quedando como trabajo a futuro, la repetición de ambas curvas
S-N, dado que puede tratarse sólo de una dispersión estadística.
Al realizar nuevamente los ensayos, sería muy bueno observar en todo mo-
mento la temperatura de la probeta. Esto surge de la experiencia con las
probetas macizas entalladas, las cuales, en algunas pruebas realizadas inicial-
mente, se calentaron hasta alcanzar un color oscuro en la superﬁcie. Dicho
proceso podría haber sucedido también en las probetas macizas sin entalla
y haber provocado un deterioro de sus propiedades. Cabe destacar que ese
proceso de merma de las propiedades a fatiga debido a un aumento de la
temperatura sucede habitualmente, pero para ensayos a frecuencias dos o
tres órdenes de magnitud superior, en los cuales las temperaturas alcanzadas
pueden superar los 300oC [60, 61]. Sin embargo, algunos autores que han
realizado ensayos sobre aceros inoxidables obtuvieron resultados distintos,
variando la frecuencia en un rango entre 0,2 y 10 Hz, diferencias que elimi-
naron al controlar la temperatura en todos los ensayos [62]. Por ahora este
razonamiento no pasa de ser una mera especulación, alimentada por el hecho
de que las probetas macizas tienen más área resistente y una menor superﬁcie
para disipar calor que las huecas, lo que podría provocar un mayor aumento
de la temperatura.
Probetas huecas - entalla de 1 mm
Los siguientes ensayos se realizaron con entallas de 1 mm de diámetro bajo
cargas de tracción, torsión y a tracción y torsión en fase, con σ∞ = τ∞. Los
ensayos bajo cargas a torsión y biaxiales se realizaron en la máquina MTS
809. Para las cargas a tracción se realizaron dos curvas S-N, una en la citada
máquina MTS 809 y otra en la máquina resonante Rumul Testronic. El ob-
jetivo de esto último fue poder comparar la inﬂuencia de ambas máquinas.
Las ﬁguras 6.3 muestran las curvas S-N obtenidas. En la ﬁgura superior,
se encuentran dos curvas, una correspondiente a la máquina MTS 809 (dis-
continua) y otra correspondiente a la máquina Rumul (continua), ambas a
tracción. La ﬁgura intermedia muestra los resultados obtenidos a torsión,
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mientras que la curva inferior se realizó para cargas biaxiales.
La ﬁgura 6.3a muestra que prácticamente todos los puntos de la curva reali-
zada en la máquina de ensayos Rumul están por debajo de aquellos obtenidos
en la máquina MTS 809. Como se vio en la sección 5.3.1, ambas máquinas
ensayan a frecuencias muy distintas. En este caso, la frecuencia de trabajo
promedio en la máquina Rumul fue de 120 Hz, mientras que en la máquina
MTS 809 fue de 8 Hz. Esto parece indicar que la frecuencia afecta de manera
negativa a las propiedades a fatiga del acero AISI 304L, lo que va en contra de
la norma de ensayos de fatiga a tracción, la que aﬁrma que para un rango de
frecuencias entre 10−2 y 102 Hz no deberían existir diferencias [41]. Además,
como se dijo recientemente al analizar el caso de las probetas macizas y hue-
cas sin entalla, en la mayoría de artículos en los que se evalúa la inﬂuencia
de la frecuencia de ensayo en las propiedades a fatiga, se encuentran difer-
encias recién con frecuencias dentro del rango de los kHz [63, 64], las cuales
son atribuidas a efectos térmicos. Sin embargo, esto último no parece ser
la explicación para estas diferencias, dado que las probetas tienen entallas,
por lo que la zona sometida a tensiones elevadas es muy pequeña y parece
factible que se pueda disipar fácilmente el calor. En este caso, la explicación
parece estar relacionada con la dispersión estadística dado que son pocos los
ensayos realizados como para obtener una conclusión acerca del efecto de la
frecuencia. Esto último es alimentado por los resultados que obtuvo J. T.
Ransom [56]. Dicho autor realizó 10 curvas S-N de 10 ensayos cada una, con
probetas de la misma barra y con la misma geometría, obteniendo diferencias
de hasta un 20% entre las curvas extremas.
Por otra parte, las curvas a torsión y biaxial tienen mucha dispersión expe-
rimental, al igual que sucedió con la curva a torsión sin entalla (ﬁgura 6.2b).
Siguiendo con el análisis, se calcularon los límites a fatiga según el método
de Bettinelli, resultando a tracción 160 MPa y 148 MPa para las máquinas
MTS 809 y Rumul, respectivamente, 133 MPa a torsión y 117 MPa para
cargas biaxiales.
Llama mucho la atención la caída del límite de fatiga para probetas huecas
entalladas respecto de las probeta macizas con entallas similares. La tabla
6.3 muestra una comparación entre los resultados obtenidos para probetas
macizas y huecas con entallas de 1 mm sometidas a cargas de tracción y
torsión. Cabe destacar que de las dos curvas a tracción, se tomó la realizada
en la máquina MTS 809, ya que la curva para probetas macizas se realizó en
esa misma máquina.
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(a) Tracción. Probeta tipo H-Ac1. Línea continua, máquina de ensayos Rumul.
Línea discontinua, máquina de ensayos MTS 809.
(b) Torsión. Probeta tipo H-Ac1. Máquina de ensayos MTS 809.
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(c) Biaxial. Probeta tipo H-Ac1. Máquina de ensayos MTS 809.
Figura 6.3: Curvas S-N de probetas huecas de acero con entalla de diámetro 1
mm a tracción (a), torsión (b) y biaxial (c).
Tabla 6.3: Límites de fatiga para ensayos a tracción y torsión sobre probetas
huecas y macizas de acero AISI 304L con entallas de 1 mm de diámetro.
Tipo de
Carga
Macizas Huecas Variación %
Tracción 199 MPa 160 MPa −19
Torsión 238 MPa 133 MPa −44
No dejan de sorprender los resultados obtenidos, principalmente porque para
estas mismas probetas, pero sin entalla (tabla 6.2), son muy distintos. En el
caso a tracción, directamente el efecto es inverso, dado que las probetas hue-
cas tienen un límite a fatiga mayor. Para torsión, la tendencia es la misma,
pero las variaciones en probetas sin entalla son mucho menores que en este
caso. Por este motivo, cuesta mucho creer que la razón por la cual se pro-
duce esta caída sea por el mecanizado del agujero central, duda que siempre
existe, ya que no se pudo mejorar el acabado superﬁcial interno.
Dado que los campos de tensiones son prácticamente iguales (como se vio en
el capítulo 4), es poco probable que la diferencia entre ambos comportamien-
tos esté en la etapa de iniciación de la grieta. Pensando que la tensión en la
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superﬁcie de la entalla es la misma, y las grietas no se inician cerca de la su-
perﬁcie interna en las probetas huecas, como cabe esperar por los análisis de
elementos ﬁnitos, el proceso debería darse de igual manera en ambos casos.
Por lo tanto, parece lógico pensar que la diferencia se encuentre en la etapa
de propagación. En el caso de las probetas huecas, una vez que la grieta
crece algunos µm empieza a notar la presencia de ambas superﬁcies (interna
y externa) y al alcanzarlas, se propaga como en una placa semiinﬁnita y no
encuentra nada que la detenga. En el caso de la probeta maciza, el tipo
de propagación es distinto, ya que la grieta nunca se hará pasante. Si este
razonamiento es correcto, en las probetas macizas que resultaron Run-Out,
se deberían encontrar microgrietas no propagantes, del tamaño para el cual
en la probeta hueca notarían la presencia de ambas superﬁcies. Esto último
todavía no ha sucedido.
Por otro lado, nuevamente es importante remarcar que si bien los resultados
muestran una clara tendencia, es necesario aumentar la cantidad de puntos
experimentales para obtener una conclusión ﬁnal.
Probetas huecas - entalla de 2 mm
Siguiendo con los ensayos realizados sobre acero, las ﬁguras 6.4 muestran las
curvas S-N obtenidas sobre probetas huecas con entallas de diámetro 2 mm,
junto con la curva potencial que mejor ajusta los puntos y el límite de fatiga.
La ﬁgura superior fue obtenida mediante ensayos a tracción realizados en la
máquina Rumul, mientras que la inferior se obtuvo para cargas a torsión, en
la máquina MTS 809.
El límite de fatiga para la curva a tracción es 154 MPa y para torsión 130
MPa.
Probetas huecas - entalla de 3 mm
Por último, se realizó una curva S-N para probetas huecas con entallas de
diámetro 3 mm sometidas a tracción. Nuevamente, los ensayos se realizaron
en la máquina Rumul. La ﬁgura 6.5 muestra la curva obtenida.
El límite a fatiga para este caso resulta 141 MPa. Este valor representa el
40% del valor del límite a fatiga sin entalla, por lo que ya se está alcanzando
el máximo efecto teórico que puede provocar una entalla de diámetro inﬁnito,
el cual es disminuir el límite de fatiga un factor de 3.
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(a) Tracción. Probeta tipo H-Ac1. Máquina de ensayos Rumul.
(b) Torsión. Probeta tipo H-Ac1. Máquina de ensayos MTS 809.
Figura 6.4: Curvas S-N de probetas huecas de acero con entalla de 2 mm de
diámetro a tracción (a) y torsión (b).
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Figura 6.5: Curvas S-N de probetas huecas de acero con entalla de 3 mm de
diámetro a tracción. Máquina Rumul.
6.1.2 Punto de iniciación y direcciones de grieta
Probetas macizas - entalla de 1 mm
Se midieron el punto de inicio de la grieta alrededor del agujero y la dirección
de la grieta en los primeros 500 µm, tal y como se comentó en la sección 5.4,
para probetas macizas con entallas de 1 mm de diámetro. La tabla 6.4 mues-
tra la media y la desviación estándar de las mediciones realizadas, las cuales
fueron siete para los ensayos a tracción y seis para los de torsión. Dichos
resultados se pueden observar en el apéndice E.
Tabla 6.4: Puntos de iniciación y direcciones de grieta. Probetas macizas de acero
AISI 304L con entallas de 1 mm de diámetro.
Tracción Torsión
θ θ1 θ θ1
1± 8 0.2± 1.9 44± 5 45.5± 1.5
En ella se puede observar claramente que la dirección de la grieta es muy
parecida a la dirección de máxima tensión principal, con una dispersión ex-
perimental muy baja. En el caso de la posición de inicio alrededor de la
entalla, sucede lo mismo pero con una dispersión experimental un poco más
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(a) Tracción-compresión. R = −1. σ∞ = 216 MPa. dn = 1 mm. N = 220.000
ciclos.
(b) Torsión alternativa. τ∞ = 235 MPa. dn = 1 mm. N = 414.000 ciclos.
Figura 6.6: Montaje de fotografías de la entalla y las grietas para probetas macizas
de acero AISI 304L ensayadas a fatiga en tracción (a) y torsión (b). R = −1.
alta. Esto último se puede deber a imperfecciones en la entalla, que terminen
propiciando un punto de inicio respecto de otro. Las ﬁguras 6.6 muestran dos
casos muy representativos del total de ensayos, en las cuales se observan las
grietas creciendo claramente en las direcciones de máxima tensión principal.
En ambas ﬁguras se presenta un montaje de varias fotografías, debido a que,
al ser una superﬁcie curva, el área en foco de una fotografía es muy pequeña.
La ﬁgura superior corresponde al caso de tracción, mientras que la inferior
al de torsión.
Por último, es muy importante recordar una vez más, que las direcciones
que se están observando son en la superﬁcie de la probeta (según el sistema
de ejes deﬁnido, en el plano Z = 0) y pueden no ser representativas de lo
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(a) Vista en perspectiva. (b) Vista superior.
Figura 6.7: Topografía de la superﬁcie de fractura obtenida mediante el per-
ﬁlómetro sin contacto. Probeta maciza de acero AISI 304L ensayada a tracción
con un agujero de 1 mm de diámetro y aproximadamente 3,5 mm de profundidad.
que está sucediendo en el inicio de la grieta, el cual puede encontrarse en la
superﬁcie interna del agujero, en un plano Z < 0.
Con el ﬁn de, justamente, encontrar donde se inicia la grieta y corroborar
si la dirección observada sobre la superﬁcie es representativa de la dirección
de la grieta desde donde se inicia, se analizó la superﬁcie de fractura con un
perﬁlómetro sin contacto y un microscopio electrónico de barrido.
Las ﬁguras 6.7 muestran la superﬁcie de fractura alrededor de la entalla, vista
con el perﬁlómetro sin contacto. La ﬁgura de la izquierda se obtuvo de la
imagen en tres dimensiones sobre la que se realizan los cálculos de distancias
y alturas, mientras que la imagen de la derecha es una planta de la superﬁcie
de fractura.
En la ﬁgura 6.7a se alcanza a observar una especie de escalón, en el fondo
de la entalla. Ese cambio abrupto en la altura de la superﬁcie de fractura
es evidencia de la intersección de dos grietas distintas. Por esto último, se
puede deducir que han iniciado, al menos, dos grietas, una a cada lado del
agujero, las cuales se unen en el fondo.
Por otro lado, utilizando el software proporcionado por el fabricante, se midió
la diferencia de altura entre distintos puntos y se calculó el ángulo de incli-
nación de la grieta en distintos planos Z < 0. Los planos elegidos fueron dos
muy cercanos a las aristas de la entalla (X ≈ 500 µm y X ≈ −500 µm) donde
también se midió la máxima variación de altura entre dos puntos, y cuatro
planos perpendiculares a dichas aristas, en distintas profundidades (Z ≈ 0
µm, Z ≈ −1000 µm, Z ≈ −2000 µm y Z ≈ −3000 µm). En este último
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Z ≈ 0
Z ≈ −1000
Z ≈ −2000
Z ≈ −3000
Z ≈ 0
Z ≈ −1000
Z ≈ −2000
Z ≈ −3000
X ≈ −500 X ≈ 500
X
−Z
Figura 6.8: Esquema de los planos sobre los cuales se realizaron mediciones me-
diante el Perﬁlómetro sin Contacto. Sección Y ≈ 0.
caso, se tomaron dos distancias, 100 y 500 µm desde la arista. La ﬁgura 6.8
muestra un esquema con los planos elegidos.
Por su parte, la tabla 6.5 muestra los resultados obtenidos para los planos
X ≈ −500 µm y X ≈ 500 µm y la tabla 6.6 para los planos perpendiculares
a las aristas.
Tabla 6.5: Resumen de la topografía encontrada en los planos X ≈ −500 µm y
X ≈ 500 µm de una probeta maciza de acero AISI 304L con entalla de 1 mm de
diámetro.
Plano Inclinación inicio-ﬁn
Máxima diferencia
de altura
X ≈ −500 µm 0,6o 67 µm
X ≈ 500 µm 0,3o 61 µm
Como se aprecia tanto en la inclinación de la grieta sobre los planos paralelos
a cada una de las aristas y en el máximo cambio de altura sobre ellos (Tabla
6.5), el punto de inicio alrededor de la entalla medido desde la superﬁcie de
la probeta es representativo de lo que sucede en toda la profundidad de la
entalla. Cabe destacar que los 61 y 67 µm son las diferencias entre el punto
más alto y el más bajo en los 3600 µm que miden las rectas. Dicho cambio
de altura, representa una variación de ±4o en el valor de θ medido. Es de-
cir, si en la superﬁcie se observa el valor más bajo (−33,5 µm para el lado
izquierdo) o el valor más alto (+33,5 µm), la diferencia en el ángulo medido
es arc tg(33,5/500) = 4o respecto del valor medio. Parece ser una dispersión
aceptable y explica de algún modo la variación observada en la tabla 6.4 .
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Tabla 6.6: Resumen de las direcciones de grieta medidas en los planos ubicados
a distintas profundidades del agujero. Probeta maciza de acero AISI 304L con
entalla de 1 mm de diámetro sometida a tracción.
Plano
Ángulo primeros
100 µm
Ángulo primeros
500 µm
Z ≈ 0, X> 0 6o 3o
Z ≈ 1000, X> 0 0o 2o
Z ≈ 2000, X> 0 6o 3o
Z ≈ 3000, X> 0 1o 2o
Z ≈ 0, X< 0 4o 2o
Z ≈ 1000, X< 0 7o 1o
Z ≈ 2000, X< 0 4o 0o
Z ≈ 3000, X< 0 2o 0o
Por otro lado, viendo las direcciones de grieta tomadas dentro de la entalla,
se puede concluir que el observado en la superﬁcie a 500 µm es representativo
de lo que sucede dentro de la entalla, ya que prácticamente todas las medidas
dan el mismo resultado.
Por último, esta misma superﬁcie de fractura se observó con el microscopio
electrónico FEI Teneo. La imagen 6.9 muestra una foto tomada mediante
esta técnica.
En color blanco se pueden observar dos círculos, que marcan los posibles
sitios de inicio de ambas grietas. Sobre esas zonas se realizaron fotos con
mayor aumento. La imagen 6.10 muestra la zona correspondiente al lado
derecho, con una magniﬁcación de 300 veces.
La zona que se observa con más brillo corresponde a la entalla, la cual al
ser curva se ve fuera de foco. Al observar la superﬁcie de la grieta, se ven
distintas facetas que parecen formar líneas que indican el punto de inicio de
la grieta, el cual se señala en la ﬁgura con una ﬂecha negra. A su vez, se
ve una grieta secundaria creciendo prácticamente de manera paralela a la
entalla. Dicha grieta parece nacer en una imperfección del mecanizado, y
hace pensar que esa imperfección pudo haber sido la responsable del inicio
de la grieta principal.
Por su parte, la ﬁgura 6.11 muestra el otro lado de la entalla, en la zona
donde posiblemente se haya iniciado la grieta. El aumento de esta fotografía
es de 80 veces. En ella, nuevamente se observan facetas que parecen formar
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Figura 6.9: Fotografía obtenida mediante SEM de la superﬁcie de fractura de una
probeta maciza de acero AISI 304L con una entalla de 1 mm de diámetro.
Figura 6.10: Fotografía obtenida mediante SEM del posible punto de inicio de
una grieta sobre una probeta de acero AISI 304L con una entalla de diámetro 1
mm sometida a tracción.
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Figura 6.11: Fotografía obtenida mediante SEM del posible punto de inicio de
una grieta sobre una probeta de acero AISI 304L con una entalla de diámetro 1
mm sometida a tracción.
líneas que emanan de un punto común. Dicho punto podría ser el inicio de
la grieta. En la ﬁgura se marca con una ﬂecha negra. Por otro lado, cabe
destacar que los hoyuelos oscuros observados se deben a interacciones entre
el haz de electrones y partículas en la superﬁcie que no fueron correctamente
removidas en el proceso de limpieza.
Por último, la ﬁgura 6.12 muestra el fondo de la entalla, con una magniﬁ-
cación de 80 veces, y en donde se puede apreciar el cambio abrupto de altura,
visto también en la ﬁgura 6.7. Dicho salto es debido a la unión de dos planos
de grietas, iniciados uno a cada lado de la entalla, posiblemente en los sitios
recién mencionados.
Probetas huecas - entalla de 1 mm
Siguiendo con el análisis de las direcciones de grieta, se midieron los ángulos
de inicio alrededor de la entalla y de propagación de la grieta en los primeros
500 µm en probetas huecas de acero inoxidable, con entallas de 1 mm de
diámetro. Los resultados se observan en la tabla 6.7.
Al igual que para las probetas macizas, se observa que la zona alrededor de
la entalla desde donde nace la grieta tiene más dispersión que la dirección
de propagación. Además, nuevamente, tanto el punto de inicio como la di-
rección son muy próximos a las direcciones principales máximas. Las ﬁguras
6.13 muestran las superﬁcies de tres probetas, una por cada tipo de carga.
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Figura 6.12: Fotografía obtenida por SEM de la zona de encuentro de dos grietas.
Probeta de acero AISI 304L con entalla de 1 mm sometida a tracción.
Tabla 6.7: Puntos de iniciación y direcciones de grieta obtenidos experimental-
mente para probetas huecas de acero AISI 304L con entallas de 1 mm de diámetro.
Tracción Torsión Biaxial
θ θ1 θ θ1 θ θ1
0± 13 5± 9 45± 8 46± 2 31± 2 32± 3
En las ﬁguras 6.14 se pueden observar las mismas probetas que en las ﬁgu-
ras 6.13, pero luego de realizarles un desbaste a cada una de ellas. Esto se
hizo, nuevamente, con el propósito de observar si lo visto en la superﬁcie es
representativo de lo que sucede en todo el plano de grieta. Para la probeta
ensayada a tracción, el desbaste fue de 750 µm, es decir, la foto muestra
a la grieta en la mitad del espesor. Para la probeta ensayada a torsión el
desbaste fue de 350 µm y para la sometida a cargas biaxiales, de 450 µm.
Dichas medidas se obtuvieron del análisis por elementos ﬁnitos visto en el
capítulo 4, y corresponden a los sitios de máxima concentración de tensiones,
donde es más probable que inicie la grieta.
Como primer punto importante, vale la pena aclarar que el material visto so-
bre la grieta o sobre la entalla, principalmente en las fotos correspondientes a
cargas de torsión y biaxial, ha sido arrastrado allí en el proceso de desbaste.
No es un característica propia del crecimiento de la grieta.
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(a) Tracción-compresión. R = −1. σ∞ = 200 MPa. dn = 1 mm. N = 308.700
ciclos.
(b) Torsión alternativa. τ∞ = 146 MPa. dn = 1 mm. N = 1.454.269 ciclos.
(c) Cargas biaxiales. σ∞ = τ∞ = 140 MPa. dn = 1 mm. N = 206.765 ciclos.
Figura 6.13: Montaje de fotografías de las superﬁcies de probetas huecas de acero
AISI 304L con entallas de 1 mm de diámetro, ensayadas a tracción (superior),
torsión (intermedia) y cargas biaxiales (inferior).
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(a) Tracción-Compresión. Desbaste de 750 µm. R = −1. σ∞ = 200 MPa. dn = 1
mm. N = 308.700 ciclos.
(b) Torsión alternativa. Desbaste de 350 µm. τ∞ = 146 MPa. dn = 1 mm.
N = 1.454.269 ciclos.
(c) Cargas biaxiales. Desbaste de 450 µm. σ∞ = τ∞ = 140 MPa. dn = 1 mm.
N = 206.765 ciclos.
Figura 6.14: Fotografías de las superﬁcies resultantes luego de ser desbastadas, de
las probetas vistas en la imagen 6.13.
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Observando la imagen correspondiente al ensayo a tracción (6.14a), y com-
parándola con la de la superﬁcie para el mismo tipo de carga (imagen 6.13a),
se ve una pequeña diferencia en el crecimiento de la grieta izquierda, en los
primeros 60 µm aproximadamente. En la imagen 6.14a se marca la zona
en cuestión con un circulo rojo. La dirección medida en esos 60 µm en la
ﬁgura correspondiente a la profundidad media de la entalla es de alrededor
de 30o, muy distinto a los prácticamente 0, medidos sobre la superﬁcie. Sin
embargo, más allá de este detalle destacable, el propósito de observar a una
cierta profundidad es comparar si las medidas tomadas en la superﬁcie son
representativas. Es decir, si el punto de inicio alrededor de la entalla y el
ángulo de la dirección medido a 500 µm son similares. Ambos, a simple vista,
se ven muy parecidos.
Para las probetas ensayadas a torsión y a cargas biaxiales, se observa lo
mismo. Las direcciones de grieta y los puntos de inicio alrededor de la entalla
son prácticamente iguales. Sin embargo, cabe destacar que ambos ensayos
mostrados (y prácticamente todos los realizados para este tiempo de cargas)
tienen grietas muy grandes, producto de los criterios de detención del en-
sayo. Por lo tanto, cualquier mínima variación en el punto de inicio o en la
dirección de propagación se perdería.
Por otro lado, dos probetas ensayadas a tracción se examinaron con el per-
ﬁlómetro sin contacto, armando una imagen en tres dimensiones de la su-
perﬁcie de la grieta a ambos lados de la entalla. Lsa mismas también se
observaron con el Microscopio Electrónico de Barrido FEI Teneo.
La ﬁgura 6.15 muestra dos imágenes, una de cada lado de la entalla de una
de las probetas. La superior corresponde al lado derecho mientras que la
inferior al izquierdo.
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(a) Vista de la superﬁcie de fractura del lado derecho de la probeta.
(b) Vista de la superﬁcie de fractura del lado izquierdo de la probeta.
Figura 6.15: Topografía de la superﬁcie de fractura obtenida mediante el per-
ﬁlómetro sin contacto. Probeta hueca de acero AISI 304L ensayada a tracción con
una entalla de 1 mm de diámetro.
Por su parte, la tabla 6.8 muestra la inclinación de una recta a lo largo de
ambas aristas de la entalla, tal y como se hizo para la probeta maciza (ﬁgura
6.8). A su vez se muestra la máxima diferencia de altura entre dos puntos
de esas aristas.
Tabla 6.8: Resumen de la topografía encontrada en los planos X ≈ −500 µm y
X ≈ 500 µm de una probeta hueca de acero AISI 304L con entalla de 1 mm de
diámetro.
Plano Inclinación inicio-ﬁn
Máxima diferencia
de altura
X ≈ −500 µm 5o 100 µm
X ≈ 500 µm 2o 35 µm
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Combinando la información vista en la tabla 6.8 y lo visto en las imágenes
6.15, es fácil pensar que en el lado derecho (ﬁgura 6.15a) se inició una sola
grieta (o varias, pero en el mismo plano) mientras que en el izquierdo lo
hicieron al menos dos. A esta conclusión se llega viendo los cambios bruscos
de colores (y de alturas) en la ﬁgura 6.15b, que denotan dos planos de propa-
gación distintos. A su vez, en la tabla 6.8 se observa ese cambio de altura,
siendo casi tres veces mayor en el lado izquierdo que en el derecho.
Tal y como se hizo para la probeta maciza, también se calculó la variación
en el punto de inicio que resultaría de medir el punto más bajo o el más
alto. Para el lado izquierdo dicha variación es de ±6o (±arctg(50/500)). Si
bien este valor es más alto que en el caso macizo, sigue siendo relativamente
bajo, por lo que se puede tomar como representativo el valor medido desde
la superﬁcie.
Siguiendo con el análisis, se midió el ángulo de propagación sobre cuatro
planos perpendiculares a la arista de la entalla, para ambos lados, como se
hizo para el caso macizo (ﬁgura 6.8). A diferencia del caso macizo, dado que
el agujero tiene sólo 1,5 mm de profundidad, los planos se ubicaron en Z ≈ 0,
Z ≈ −500, Z ≈ −1000 y Z ≈ −1500. Los resultados se observan en la tabla
6.9.
Tabla 6.9: Resumen de las direcciones de grieta medidas en los planos ubicados a
distintas profundidades del agujero. Probeta hueca de acero AISI 304L con entalla
de 1 mm de diámetro sometida a tracción.
Recta
Ángulo primeros
100 µm
Ángulo primeros
500 µm
Z ≈ 0, X> 0 15o 8o
Z ≈ −500, X> 0 15o 8o
Z ≈ −1000, X> 0 22o 9o
Z ≈ −1500, X> 0 18o 10o
Z ≈ 0, X< 0 15o 4o
Z ≈ −500, X< 0 6o 4o
Z ≈ −1000, X< 0 6o 3o
Z ≈ −1500, X< 0 0o 3o
De los resultados vistos en la tabla 6.9 se pueden destacar algunos detalles.
En primer lugar, en el lado derecho (X > 0), donde se inició una sola grieta,
se observa un ángulo de grieta para los primeros 100 µm muy alto. Esto
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llama poderosamente la atención, pero se ha visto solamente en este caso y
en la profundidad media de la probeta desbastada (ﬁgura 6.14a), por lo que
no se pueden obtener muchas conclusiones de esta información. No obstante,
surge la necesidad de observar más probetas mediante esta técnica para ver
si se repite este evento y con que frecuencia lo hace. En cuanto al ángulo a
500 µm, siguiendo con el análisis del lado derecho, este es también elevado,
pero está inﬂuenciado por los primeros 100 µm. Es importante destacar, que
elevado o no, el ángulo a 500 µm prácticamente no varía en toda la profun-
didad, por lo que el medido desde la superﬁcie es representativo de lo que
sucede dentro.
Pasando al lado izquierdo (X < 0), del cual se iniciaron al menos dos grietas,
se observa en los resultados a 100 µm nuevamente una gran dispersión, pero
con valores dentro de lo esperado. En cuanto al valor a 500 µm, este es
prácticamente constante, al igual que en el lado derecho y en el caso macizo.
Por otro lado, esta misma probeta se observó en el microscopio electrónico
de barrido FEI Teneo. La ﬁgura 6.16 muestra dos microfotografías tomadas
mediante esta técnica, con una magniﬁcación de 80 veces.
(a) Superﬁcie lado izquierdo. (b) Superﬁcie lado derecho.
Figura 6.16: Fotografía obtenida por SEM de la superﬁcie de fractura de una
probeta hueca de acero AISI 304L con entalla de 1 mm de diámetro sometida a
tracción.
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La imagen vista en la ﬁgura 6.16b muestra el lado derecho de la entalla, en
donde, según la información obtenida mediante el perﬁlómetro sin contacto
(ﬁgura 6.15a), se inició una sola grieta. En ella se observa una línea paralela a
la entalla, a unos 100 µm, la cual coincide con el cambio de ángulo comentado
en el análisis visto para el perﬁlómetro sin contacto. Por otro lado, marcado
con una ﬂecha negra, se encuentra el punto donde posiblemente se haya
iniciado la grieta. A esta conclusión se llega viendo que las líneas generadas
por las distintas facetas de la superﬁcie de fractura parecen converger allí.
En el lado izquierdo, visto en la ﬁgura 6.16a, se pueden encontrar dos puntos
de inicio de la grieta, marcados con ﬂechas negras. Además, se observa el
cambio de plano, al igual que en la ﬁgura 6.15b, obtenida con el perﬁlómetro
sin contacto.
Es importante destacar que en este caso, como así en otros no presentados, no
se observa una clara tendencia de las grietas a iniciarse cerca de la superﬁcie
interior. Sólo en un porcentaje bajo sucede esto. Esta comprobación es
importante, dado que la rugosidad de la superﬁcie interna no se pudo mejorar,
ni se midieron experimentalmente las tensiones residuales, por lo que si todas
las grietas se iniciaran allí, se invalidarían en gran medida los resultados.
Probetas huecas - entalla de 2 mm
Al igual que en los casos anteriores, para las probetas de acero huecas con
entalla de diámetro 2 mm, se midió el punto de inicio alrededor de la entalla
y la dirección de la grieta en los primeros 500 µm. Los resultados se muestran
en la tabla 6.10.
Tabla 6.10: Puntos de iniciación y direcciones de grieta obtenidos experimental-
mente para probetas huecas de acero con entallas de 2 mm.
Tracción Torsión
θ θ1 θ θ1
2± 9 1± 4 46± 6 43± 3
Nuevamente, como en todos los casos anteriores, tanto el punto de inicio
como la dirección de propagación se encuentran muy cercanos a la dirección
de tensión principal máxima. A su vez, el punto de inicio tiene una dispersión
experimental más alta que la dirección de la grieta. Cabe destacar, que
para este tipo de probetas no se utilizaron el perﬁlómetro ni el microscopio
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electrónico, tomándose como válidos los ángulos medidos en la superﬁcie,
producto de los razonamientos para las probetas con entallas de diámetro 1
mm tanto macizas como huecas.
Probetas huecas - entalla de 3 mm
Se realizó el mismo estudio para las probetas con entallas de 3 mm de
diámetro. Los resultados se observan en la tabla 6.11.
Tabla 6.11: Punto de iniciación y dirección de grieta obtenidos experimentalmente
para probetas huecas de acero con entallas de 3 mm.
Tracción
θ θ1
1± 5 1± 8
Al igual que en todos los casos anteriores, tanto el punto de inicio como la
dirección de propagación se dan muy cerca de la dirección de máxima tensión
principal.
6.1.3 Resumen de resultados sobre Acero Inoxidable
Finalizada la presentación de los resultados experimentales obtenidos para
el acero inoxidable AISI 304L, a continuación se recuerdan algunos puntos
importantes del análisis.
En primer lugar, la tabla 6.12 muestra un resumen de los límites a fatiga
encontrados experimentalmente.
• Las probetas huecas parecen ser más sensibles a las entallas que las
macizas. Este efecto no parece ser atribuible al mecanizado del agujero
central, dado que las diferencias no son tan notorias (o hasta se invierten
las tendencias) cuando se compara el comportamiento de ambos tipos
de probetas sin entalla.
• Prácticamente no hay cambios en el límite de fatiga del material para
diámetros de 1, 2 y 3 mm a tracción y 1 y 2 mm a torsión. Es decir, el
material parece haber alcanzado el máximo efecto que le puede provocar
una entalla. Para el caso a tracción, este se da en el 40%, mientras que
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Tabla 6.12: Límites de fatiga de acero AISI 304L para distintos tipos de ensayos.
Tipo de probeta Límites de fatiga [MPa]
Material Sección dn [mm] σ∞ τ∞
σ∞=
τ∞
Acero
Maciza
01,2 315 288 215
12 199 238 −
Hueca
02 347 262 −
12 160 133 117
13 148 − −
23 154 130 −
33 141 − −
1 Ensayos realizados por Chaves [52].
2 Ensayos de tracción realizados en la máquina MTS 809.
3 Ensayos de tracción realizados en la máquina Rumul.
para torsión se da al 50%. Sin embargo, en este último caso no hay
registros de agujeros de 3 mm de diámetro.
• En los casos de probetas huecas, las grietas crecen generalmente desde
la profundidad media de la entalla, siendo pocos los casos en los cuales
lo hacen desde cerca de la superﬁcie interna. Esto valida las conclu-
siones del primer punto.
• Las grietas se originan en sitios muy cercanos al punto de máxima
tensión principal y crecen en esa dirección.
• El punto de inicio medido desde la superﬁcie de la probeta, es muy
representativo de lo que sucede a lo largo de toda la profundidad de
la entalla. Lo mismo sucede con la dirección de grieta a 500 µm de
distancia.
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6.2 Aluminio 7075 T6
6.2.1 Curvas S-N
Se realizaron diez curvas S-N para distintos tipos de probetas de aluminio
7075 T6, sometidas a distintos tipos de cargas. Cada una de estas curvas se
ajustó con una función potencial mediante el método de mínimos cuadrados.
Dado que las curvas S-N de este material no presentan un cambio abrupto
de pendiente, como sí lo hace el acero, no se calcula un Límite de fatiga. Sin
embargo, una vez ajustada la curva con la función potencial, se calcula la
tensión para la cual una probeta soportaría 1× 106 de ciclos. Es importante
destacar en este punto que algunos ensayos se detuvieron sin haberse alcan-
zado el fallo de la probeta. Esos ensayos se ven reﬂejados en los gráﬁcos,
pero no se tuvieron en cuenta para los cálculos estadísticos.
Probetas macizas - sin entalla
En primer lugar se realizaron ensayos de fatiga a tracción y torsión sobre pro-
betas de aluminio macizas sin entallas. Los valores promedio de los diámetros
externos y las rugosidades máximas y medias se encuentran en la tabla 5.7.
Las ﬁguras 6.17 muestran las curvas S-N obtenidas para tracción (superior)
y torsión (inferior) junto con la función potencial que mejor ajusta, mediante
el método de los mínimos cuadrados. Los ensayos a tracción se realizaron en
la máquina Rumul mientras que los de torsión, en la máquina MTS 809.
La tensión para provocar el fallo en 1× 106 ciclos, calculada según la función
potencial, es de 258 MPa para cargas a tracción y 149 MPa para torsión.
Probetas macizas - entalla de 1 mm
Se realizaron ensayos sobre probetas macizas de aluminio con entallas de
diámetro 1 mm. La tabla 5.8 muestra los promedios de las principales carac-
terísticas de las probetas ensayadas. Por su parte, la ﬁgura 6.18 muestra la
curva S-N obtenida para cargas a tracción en la máquina Rumul, junto con
la función potencial que mejor ajusta.
La tensión correspondiente a 1× 106 ciclos es 117 MPa.
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(a) Tracción. Probeta tipo M-Al2. Máquina de ensayos Rumul.
(b) Torsión. Probeta tipo M-Al1. Máquina de ensayos MTS 809.
Figura 6.17: Curvas S-N de probetas macizas de aluminio sin entalla sometidas
a tracción (a) y torsión (b).
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Figura 6.18: Curvas S-N de probetas macizas de aluminio con entalla de 1 mm
de diámetro sometidas a tracción. Máquina Rumul.
Probetas huecas
Del mismo modo que para el acero inoxidable, se realizaron ensayos sobre
probetas huecas de aluminio, con entalla de distinto diámetro y sin ella.
La tabla 5.9 muestra los promedios de las principales características de las
probetas huecas, mientras que la tabla 5.10 muestra los diámetros promedio
de las entallas mecanizadas.
Probetas huecas - sin entalla
Se realizaron ensayos a tracción y torsión sobre probetas huecas sin entalla.
Estos se realizaron con el objetivo de comparar el comportamiento de este
material antes y después del mecanizado del agujero central. Lamentable-
mente la curva a tracción no se logró completar dado que un gran porcentaje
de los ensayos rompieron en la zona de agarre, aún luego de modiﬁcar la
geometría, llegando al modelo H-Al2, con un radio mínimo de 15 mm, frente
a los 16 mm de las probetas H-Al1. Por este motivo, en la ﬁgura 6.19 sólo se
observan resultados a torsión, los cuales se obtuvieron en la máquina MTS
809.
La tensión para que una probeta rompa a 1× 106, calculada según la curva
potencial que mejor ajusta es 122 MPa.
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Figura 6.19: Curvas S-N de probetas huecas de aluminio sin entalla bajo cargas
de torsión.
Comparando los resultados de las probetas macizas (ﬁgura 6.17b) con aque-
llos obtenidos para huecas (ﬁgura 6.19), a simple vista se observa que la curva
de las probetas huecas presenta una mayor dispersión. En cuanto a la tensión
necesaria para provocar el fallo en 1 × 106 ciclos, hay un deterioro del 18%
de las huecas frente a las macizas. Un resumen de estos valores se encuentra
en la tabla 6.13.
Tabla 6.13: Tensión máxima para 1 × 106 de ciclos. Ensayos a torsión sobre
probetas huecas y macizas de Al 7075 T6 sin entalla.
Tipo de
Carga
Macizas Huecas Variación %
Torsión 149 MPa 122 MPa −18
Esta caída de la tensión a la cual, idealmente, una probeta dura 1× 106 ci-
clos, duplica el efecto visto para el acero (tabla 6.2). Este efecto tan marcado
sobre las probetas de aluminio y el hecho de no haber logrado completar una
curva a tracción para probetas huecas, obliga a tener mucha precaución a
la hora de extraer conclusiones de posteriores resultados, a la vez que insta
a aumentar la cantidad de puntos experimentales de probetas huecas, para
disminuir el efecto de la dispersión experimental.
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Probetas huecas - entalla de 1 mm
Sobre las probetas huecas de aluminio con entallas de diámetro aproximada-
mente 1 mm se realizaron ensayos de fatiga a tracción, torsión y combinando
tracción y torsión en fase con σ∞ = τ∞. Las ﬁguras 6.20 muestran las curvas
S-N obtenidas, ajustadas por una función potencial. Los ensayos a tracción
se realizaron en la máquina Rumul, mientras que las curvas a torsión y bi-
axial fueron realizadas en la máquina MTS 809.
Como primera observación importante, es destacable que tanto la curva a
torsión como la biaxial tienen una dispersión claramente menor que para el
caso de probetas huecas sin entalla. Además, las tensiones para que una
probeta alcance 1× 106 resultan 95 MPa para tracción, 75 MPa a torsión y
65 MPa para cargas biaxiales.
Así como se realizó para el acero inoxidable, se puede comparar el compor-
tamiento de las probetas macizas con entallas de 1 mm con las probetas
huecas con las mismas entallas. Dicha comparación de resultados se ve en la
tabla 6.14.
Tabla 6.14: Tensión máxima para 1 × 106 de ciclos. Ensayos a tracción sobre
probetas huecas y macizas de Al 7075 T6 con entallas de 1 mm de diámetro.
Tipo de
Carga
Macizas Huecas Variación %
Tracción 117 MPa 95 MPa −19
Al igual que para el acero inoxidable, hay una caída muy importante de la
tensión necesaria para romper una probeta (en este caso en 1 × 106 ciclos)
hueca con respecto al caso de probetas macizas. Si bien este resultado es
alentador y valida en algún modo lo obtenido para el acero inoxidable, hay
que ser muy cuidadoso a la hora de sacar conclusiones ya que no se pudieron
realizar ensayos a tracción sobre probetas huecas sin entallas, por lo tanto
no se puede cuantiﬁcar el efecto del mecanizado del agujero longitudinal.
Probetas huecas - entalla de 2 mm
Se realizaron curvas S-N a tracción y torsión sobre probetas huecas de alu-
minio con entallas de 2 mm de diámetro. Las mismas se muestran en las
ﬁguras 6.21 junto con cada una de las funciones potenciales que mejor ajus-
tan.
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(a) Tracción. Probeta tipo H-Al1. Máquina de ensayos Rumul.
(b) Torsión. Probeta tipo H-Al1. Máquina de ensayos MTS 809.
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(c) Biaxial. Probeta tipo H-Al1. Máquina de ensayos MTS 809.
Figura 6.20: Curvas S-N de probetas huecas de aluminio con entalla de diámetro
1 mm sometidas a tracción (a), torsión (b) y biaxial (c).
Las ﬁguras 6.21 presentan una gran dispersión experimental. En el caso de
cargas a tracción, al realizarse estos en la máquina Rumul, a una frecuencia
muy superior a los de torsión, (máquina MTS), se pudo completar más la
curva, con el ﬁn de observar si la dispersión se vería disminuida con más
ensayos.
Las tensiones correspondientes a 1× 106 ciclos calculadas mediante las fun-
ciones de mejor ajuste, resultan 94 MPa para cargas a tracción y 67 MPa
para ensayos a torsión.
Probetas huecas - entalla de 3 mm
Por último, la ﬁgura 6.22 muestra la curva S-N obtenida para ensayos a
tracción sobre probetas de aluminio huecas con entallas de 3 mm de diámetro.
La tensión correspondiente a 1× 106 ciclos resulta 85 MPa.
6.2.2 Punto de iniciación y direcciones de grieta
Siguiendo con el análisis de resultados, se midieron, desde la superﬁcie de
la probeta, los puntos de inicio alrededor de la entalla y las direcciones de
propagación en los primeros 500 µm. A su vez, dos probetas ensayadas a
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(a) Tracción. Probeta tipo H-Al1. Máquina de ensayos Rumul.
(b) Torsión. Probeta tipo H-Al1. Máquina de ensayos MTS 809.
Figura 6.21: Curvas S-N de probetas huecas de aluminio con entalla de 2 mm de
diámetro sometidas a tracción (a) y torsión (b).
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Figura 6.22: Curva S-N de probetas huecas de aluminio con entalla de 3 mm de
diámetro sometidas a tracción. Máquina Rumul.
tracción fueron analizadas con el perﬁlómetro sin contacto, con el objetivo
de comprobar si lo medido desde la superﬁcie de la probeta es representativo
de lo que sucede en el interior.
Probetas macizas - entalla de 1 mm
Se midieron los ángulos de inicio alrededor de la entalla (θ) y la dirección de
grieta grieta (θ1) en los primeros 500 µm para probetas macizas con agujeros
de 1 mm de diámetro sometidas a cargas de tracción. La tabla 6.15 muestra
los resultados obtenidos. Al igual que en el caso del acero inoxidable, tanto
Tabla 6.15: Puntos de iniciación y direcciones de grieta obtenidos experimental-
mente para probetas macizas de aluminio con entallas de 1 mm de diámetro.
Tracción
θ θ1
4± 7 1± 11
la zona de inicio alrededor de la entalla, como la dirección de la grieta, se dan
con máxima tensión principal. Sin embargo, en este caso hay una dispersión
mayor y, como se ve en la ﬁgura 6.23, las grietas presentan un mayor zigzag.
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Figura 6.23: Fotografía de la superﬁcie de una probeta maciza de aluminio 7075
T6 ensayada a fatiga en tracción-compresión. R = −1. σ∞ = 140 MPa. dn = 1
mm. N = 122.600 ciclos.
Además, al igual que para las probetas de acero inoxidable, un ejemplar se
llevó a analizar mediante el Perﬁlómetro sin contacto. Las imágenes se pre-
sentan en la ﬁgura 6.24
A simple vista ya se observa un cambio respecto de todas las muestras de
acero (ﬁguras 6.7 y 6.15), con una superﬁcie mucho más escarpada, prin-
cipalmente del lado izquierdo, donde parecen haberse iniciado tres grietas
distintas. Al igual que para las probetas de acero, se midió el ángulo de
inclinación y la máxima diferencia de altura en toda la profundidad de la en-
talla, sobre los planos X ≈ −500 µm y X ≈ 500 µm, y la dirección de grieta
sobre cuatro planos perpendiculares al eje del agujero (Z ≈ 0, Z ≈ −1000,
Z ≈ −2000 y Z ≈ −3000 µm) a 100 µm y 500 µm de distancia desde la
superﬁcie del agujero. La ﬁgura 6.8 muestra un esquema de los descrito
mientras que las tablas 6.16 y 6.17 muestran los resultados obtenidos para
los planos X ≈ ±500 y los planos a distintos Z, respectivamente.
En la tabla 6.16 se observa una gran diferencia de altura entre el máximo y
el mínimo, principalmente en el plano X ≈ −500µm. A la hora de medir el
valor de θ, la diferencia entre tomar el valor máximo (+131 µm) o el mínimo
(−131 µm), implica una variación de (arc tg(131/500)) ±15o. Esto hace que
el valor tomado desde la superﬁcie no sea tan representativo de lo que sucede
dentro, como si lo era en el caso del acero. Por otro lado, es cierto que en
el lado izquierdo de la entalla (X < −500 µm) parecen haberse iniciado tres
grietas distintas, por lo que es lógico que haya una mayor dispersión en el
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(a) Vista en perspectiva. (b) Vista superior.
Figura 6.24: Topografía de la superﬁcie de fractura obtenida mediante el per-
ﬁlómetro sin contacto. Probeta maciza de aluminio 7075 T6 ensayada a tracción
con una entalla de 1 mm de diámetro.
Tabla 6.16: Resumen de la topografía encontrada en los planos X ≈ −500 µm y
X ≈ 500 µm de una probeta maciza de aluminio 7075 T6 con un agujero de 1 mm
de diámetro.
Plano Inclinación inicio-ﬁn
Máxima diferencia
de altura
X ≈ −500 µm 0,5o 263 µm
X ≈ 500 µm 0,5o 128 µm
valor de θ. En el caso del lado derecho (X > 500 µm), donde no parece
haberse iniciado más de una grieta, la variación en θ es de ±7o.
Comparando los resultados mostrados en la tabla 6.17 con los obtenidos para
acero inoxidable (tablas 6.17 y 6.9) se observa nuevamente que la dirección a
una distancia de 100 µm es mayor que a 500 µm y tiene más dispersión. Sin
embargo, en este caso, a diferencia del acero, los valores a 500 µm también
tiene una gran dispersión aunque si parece predominar la dirección principal
máxima.
Estos resultados generan dudas a la hora de evaluar tanto el punto de inicio,
como la dirección de grieta desde la superﬁcie de la probeta obligando a ser
cautos a la hora de obtener conclusiones de ellos.
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Tabla 6.17: Resumen de las direcciones de grieta medidas en los planos ubicados
a distintas profundidades del agujero. Probeta maciza de aluminio 7075 T6 con
agujero de 1 mm de diámetro sometida a tracción.
Plano
Ángulo primeros 100
µm
Ángulo primeros 500
µm
Z ≈ 0, X> 0 12o 2o
Z ≈ −1000, X> 0 10o 10o
Z ≈ −2000, X> 0 14o 7o
Z ≈ −3000, X> 0 6o 1o
Z ≈ 0, X< 0 7o 1o
Z ≈ −1000, X< 0 13o 5o
Z ≈ −2000, X< 0 7o 4o
Z ≈ −3000, X< 0 3o 2o
Probetas huecas - entalla de 1 mm
Siguiendo con el análisis sobre probetas de aluminio, la tabla 6.18 muestra
los puntos de inicio y direcciones de grieta para probetas huecas sometidas a
cargas de tracción, torsión y biaxial proporcional, con σ∞ = τ∞.
Tabla 6.18: Puntos de iniciación y direcciones de grieta obtenidos experimental-
mente para probetas huecas de aluminio con entallas de 1 mm de diámetro.
Tracción Torsión Biaxial σ∞ = τ∞
θ θ1 θ θ1 θ θ1
3± 7 7± 9 44± 9 48± 6 32± 6 40± 4
Al igual que en todos los casos anteriores, la tabla 6.18 muestra que el punto
de inicio se da en una zona cercana a la de máxima tensión principal y que la
dirección de propagación a 500 µm es muy cercana, también, a la dirección
principal.
Por su parte, las imágenes 6.25 muestran las superﬁcies de tres probetas,
una por cada tipo de carga. La superior corresponde a la probeta sometida
a tracción, la intermedia a torsión y la inferior a carga biaxial proporcional.
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(a) Superﬁcie de una probeta hueca de aluminio 7075 T6 ensayada a fatiga en
tracción-compresión. σ∞ = 117 MPa. dn = 1 mm. N = 101.700 ciclos.
(b) Superﬁcie de una probeta hueca de aluminio 7075 T6 ensayada a fatiga en
torsión alternativa. τ∞ = 75 MPa. dn = 1 mm. N = 1.533.296 ciclos.
En la ﬁgura 6.25a se observa nuevamente un zigzag, algo que ocurrió prácti-
camente en todos los ensayos a tracción, sin importar el diámetro del agujero.
Asimismo, una probeta hueca ensayada a tracción fue analizada con el Per-
ﬁlómetro sin contacto. La imagen 6.26 muestra los resultados obtenidos.
Al igual que en el caso de la probeta maciza de aluminio, parecen iniciarse
más de una grieta a cada lado de la entalla. A su vez, ambos lados del agujero
presentan superﬁcies muy escarpadas, principalmente el izquierdo.
La tabla 6.19 muestra la información obtenida del análisis realizado sobre los
planos X ≈ −500 µm y X ≈ 500 µm. Como puntos relevantes se tomaron la
máxima diferencia de altura entre dos puntos y el ángulo de inclinación de
la recta entre el inicio y el ﬁn.
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(c) Superﬁcie de una probeta hueca aluminio 7075 T6 ensayada a fatiga bajo cargas
biaxiales. σ∞ = τ∞ = 60 MPa. dn = 1 mm. N = 4.113.553 ciclos.
Figura 6.25: Montaje de fotografías de las superﬁcies de probetas huecas de alu-
minio 7075 T6 ensayadas a tracción (a), torsión (b) y cargas biaxiales (c).
Tabla 6.19: Resumen de la topografía encontrada en los planos X ≈ −500 µm y
X ≈ 500 µm de una probeta hueca de aluminio 7075 T6 con entalla de 1 mm de
diámetro.
Plano Inclinación inicio-ﬁn
Máxima diferencia
de altura
X ≈ −500 µm 5o 150 µm
X ≈ 500 µm 2o 110 µm
Tal y como se realizó en los casos anteriores, se calculó la variación que
implica en el valor de θ la diferencia de altura máxima entre dos puntos. En
este caso, para el plano X ≈ −500 µm dicha diferencia de altura equivale
a ±9o en el valor del punto de inicio alrededor de la entalla. Nuevamente,
como para el caso macizo, es más elevado que para las probetas de acero
inoxidable. Por otro lado, la tabla 6.20 muestra el ángulo de inclinación de
cuatro rectas perpendiculares a la arista del agujero.
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(a) Vista de la superﬁcie de fractura del lado derecho de la pro-
beta.
(b) Vista de la superﬁcie de fractura del lado izquierdo de la
probeta.
Figura 6.26: Topografía de la superﬁcie de fractura obtenida mediante el per-
ﬁlómetro sin contacto. Probeta hueca de aluminio 7075 T6 ensayada a tracción
con una entalla de 1 mm de diámetro.
Los resultados mostrados en la tabla 6.20 tienen tendencias muy parecidas al
caso macizo. Por un lado, el ángulo medido en los primeros 100 µm es más
elevado que a 500 µm y tiene mayor dispersión. Esto también se observa en
los casos reportados de acero inoxidable. Sin embargo, al igual que en el caso
macizo y a diferencia de los casos de acero, el ángulo medido a 500 µm tiene
una mayor dispersión, lo que implica que el ángulo medido sobre la superﬁcie
de la probeta no sea tan representativo de todo lo que sucede dentro.
Probetas huecas - entalla de 2 mm
La tabla 6.21 muestra los puntos de inicio alrededor de la entalla y las direc-
ciones de grieta medidos sobre probetas huecas de aluminio con entallas de
2 mm de diámetro, para cargas a tracción y torsión.
Al igual que en todos los casos anteriores, para ambos tipos de carga, los
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Tabla 6.20: Resumen de las direcciones de grieta medidas en los planos ubicados
a distintas profundidades del agujero. Probeta hueca de aluminio 7075 T6 con
entalla de 1 mm de diámetro sometida a tracción.
Plano
Ángulo primeros
100 µm
Ángulo primeros
500 µm
Z ≈ 0, X> 0 4o 0
Z ≈ −500, X> 0 6o 4o
Z ≈ −1000, X> 0 9o 0
Z ≈ −1500, X> 0 16o 5o
Z ≈ 0, X< 0 19o 10o
Z ≈ −500, X< 0 0 2o
Z ≈ −1000, X< 0 10o 5o
Z ≈ −1500, X< 0 15o 6o
Tabla 6.21: Puntos de iniciación y direcciones de grieta obtenidos experimental-
mente para probetas huecas de aluminio con entallas de 2 mm de diámetro.
Tracción Torsión
θ θ1 θ θ1
3± 6 2± 8 45± 8 48± 5
puntos de inicio y las direcciones de grieta se corresponden con las zonas de
máxima tensión principal.
Proebtas huecas - entalla de 3 mm
Por último, la tabla 6.22 muestra el punto de inicio y la dirección de grieta
promedio medidos para probetas huecas con entallas de 3 mm de diámetro
sometidas a cargas de tracción.
Tabla 6.22: Punto de iniciación y dirección de grieta obtenidos experimentalmente
para probetas huecas de aluminio con entallas de 3 mm.
Tracción
θ θ1
5± 8 6± 7
Nuevamente, los valores se acercan mucho a las zonas de máxima tensión
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principal.
6.2.3 Resumen de resultados sobre Aluminio
A continuación se destacan los puntos más importantes de los resultados de
los ensayos sobre aluminio.
En primer lugar, la tabla 6.23 muestra las tensiones para que una probeta
soporte 1× 106 ciclos, calculadas según la función potencial de mejor ajuste.
Tabla 6.23: Tensión para 1× 106 ciclos para probetas de aluminio 7075 T6 en los
distintos tipos de ensayos.
Tipo de probeta Tensión 1× 106 ciclos [MPa]
Material Sección dn [mm] σ∞ τ∞ σ∞=τ∞
Aluminio
Maciza
0 258 149 −
1 117 − −
Hueca
0 − 122 −
1 95 75 65
2 94 67 −
3 85 − −
• Las probetas huecas ensayadas a tracción, al igual que para el caso de
acero inoxidable, parecen ser más sensibles al efecto de la entalla que
las macizas. Sin embargo hay que destacar que, debido a la geometría
utilizada, no se pudieron realizar satisfactoriamente ensayos a tracción
sin entalla sobre probetas huecas. Por lo tanto, parte del efecto podría
deberse al mecanizado del agujero central. Esto obliga a ser muy cau-
tos a la hora de obtener conclusiones.
• Observando las grietas desde la superﬁcie de la probeta, en todos los
casos, éstas se originan en la zona de mayor tensión principal alrededor
de la entalla y crecen en la dirección de máxima tensión principal. Di-
chos resultados tienen la misma tendencia que los obtenidos en acero
inoxidable pero con una mayor dispersión. Esta dispersión se ve reﬂe-
jada, también, al observar las probetas en el perﬁlómetro sin contacto,
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dejando algunas dudas sobre lo representativo del estudio de las grietas
desde la superﬁcie de la probeta.
• En los casos observados con el perﬁlómetro sin contacto parecen origi-
narse más de una grieta a cada lado de la entalla.
Capítulo 7
Predicciones del modelo NR y el
modelo de Taylor
Luego de conocer los resultados experimentales, se presentan las predicciones
teóricas para cada caso, realizadas con el modelo NR y otro modelo común-
mente utilizado en la industria y en el ámbito académico, el propuesto por
Taylor [48, 49]. Dicho modelo agrupa distintos métodos de cálculo, conocidos
como Métodos de Distancia Crítica. Cabe destacar que en el presente capí-
tulo sólo se introducen de manera muy resumida, con el único ﬁn de facilitar
la comprensión de los resultados de las predicciones realizadas, las cuales se
compararán más adelante con los resultados experimentales.
7.1 Predicciones del Modelo NR
Se realizaron las predicciones utilizando el modelo NR, visto a lo largo de los
primeros capítulos del documento. Los datos necesarios para poder utilizar
el modelo se resumen en la tabla 7.1. A ellos se les suman los diagramas
de Kitagawa-Takahashi de cada material, los cuales son desconocidos. Por
este motivo se utilizó la aproximación propuesta por Vallellano [20], vista
en la ecuación 2.10. El valor del parámetro f se dejó en 2,5, siguiendo lo
recomendado por el autor, mientras que el parámetro a0 se calculó a través
de la ecuación 7.1 para el acero inoxidable, material para el cual se conoce
el valor de KIth. Para el aluminio 7075, a0 se estimó a través del tamaño
de grano, según la ecuación 7.2, obtenida a partir de ecuaciones presentadas
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por Navarro [33].
a0 =
1
pi
[
∆KIth
∆σFL
]2
(7.1)
a0 =
D
2
(
m∗∞
m∗1
)2
(7.2)
Para la ecuación 7.2 se puede utilizar el valor m∗∞/m
∗
1 = 3,1, el cual es repre-
sentativo del comportamiento de una grieta grande creciendo en un material
policristalino [33].
Tabla 7.1: Propiedades de los materiales necesarias para utilizar el modelo NR.
Propiedades Acero Aluminio
~b [m] 1× 10−9 1× 10−9
ν 0,33 0,33
G [MPa] 80.000 26.000
D [µm] 80 15
a0 [mm] 0,18 0,072
Posteriormente, se calcularon mediante las ecuaciones 3.5 los parámetros
m∗σ1τc y m
∗
τ1
τc, los cuales son los factores de proyección de la tensión nor-
mal y tangencial, respectivamente, multiplicados por la tensión tangencial
necesaria para la activación de planos de deslizamiento en granos vecinos,
para el grano 1. Dichos valores se utilizan, junto con el diagrama de Kita-
gawa del material, para calcular los parámetros equivalentes para el grano
i-ésimo, m∗σiτc y m
∗
τi
τc, los cuales dividen a las tensiones en la barrera, σi3 y
τ i3 respectivamente, en la ecuación de la condición de activación de planos
de deslizamiento en granos vecinos a dicho grano (Ec: 3.3). La tabla 7.2
muestra los resultados encontrados para cada material. Cabe destacar que,
dado que se conocen los datos de probetas de acero macizas y huecas, y estos
no son iguales, se realizaron los cálculos para los dos.
Dado que ambos factores se utilizan para dividir a las tensiones en la ba-
rrera i-ésima, el término mayor (m∗τ1τc para acero macizo, m
∗
σ1
τc para los dos
restantes) hará que esa tensión en la barrera tenga menor peso (τ i3 para acero
macizo, σi3 para los otros dos) en la ecuación 3.3. Por lo tanto, la predicción
del modelo tenderá a ser en direcciones con mayor σ en el caso del acero
inoxidable macizo y en direcciones de mayor τ para los otros dos casos.
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Tabla 7.2: Factores de proyección de las tensiones normal y tangencial sobre el
grano vecino al primer grano para cada material.
Material α = σFL/τFL m∗σ1τc [MPa] m
∗
τ1
τc [MPa]
Acero macizo 1,09 1536 2273
Acero hueco 1,32 2270 1346
Aluminio macizo 1,73 4247 667
7.1.1 Acero Inoxidable
Cálculos para probetas macizas
Como se mencionó anteriormente, dado que los límites de fatiga de probe-
tas de acero sin entalla son distintos en el caso macizo que en el caso hueco
(tabla 6.12), los cálculos se realizaron por separado. En esta primera sección
se toman como límites de fatiga del material sin concentradores, los corres-
pondientes a probetas macizas ensayadas a tracción y torsión.
La ﬁgura 7.1 muestra los resultados obtenidos para el cálculo del límite a
fatiga bajo cargas de tracción en un gráﬁco con escala logarítmica-lineal,
junto con el punto experimental para estas condiciones. En el eje de orde-
nadas se encuentra la relación entre el límite de fatiga de la probeta entallada
y el límite de fatiga a tracción del espécimen sin entalla (λFL/σFL). Por su
parte, en el eje de las abscisas se graﬁca la relación entre el radio de la entalla
y el tamaño de grano (Ψ = R/D).
En la ﬁgura 7.1 se ve cómo agujeros pequeños no inﬂuyen en el límite de
fatiga del material, mientras que agujeros dos órdenes de magnitud más
grandes que el tamaño de grano disminuyen dicho límite a aproximadamente
σFL/kt ≈ σFL/3.
Por su parte, la ﬁgura 7.2 muestra un gráﬁco similar pero con las prediccio-
nes a torsión. Lógicamente, en este caso, el límite de fatiga calculado se
adimensionaliza por el límite a torsión (λFL/τFL). Al igual que en la predic-
ción a tracción, para agujeros muy pequeños, el valor del límite a fatiga no
se altera, mientras que para entallas con diámetro superior a dos órdenes de
magnitud el tamaño de grano medio, éste cae a un valor aproximadamente
τFL/kt ≈ τFL/4.
Ambas tendencias para agujeros grandes eran esperables en un principio, de-
bido al tipo de material con el que se trabaja. Como se deduce viendo los
valores en la tabla 6.12, el acero inoxidable macizo tiene una relación entre
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Figura 7.1: Límite de fatiga a tracción para probetas de acero macizas predicho
por el modelo NR en función de la relación Ψ junto con el resultado experimental.
Figura 7.2: Límite de fatiga a torsión para probetas de acero macizas predicho
por el modelo NR en función de la relación Ψ junto con el resultado experimental.
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límites de fatiga a tracción y torsión baja, σFL/τFL ≈ 1,1, lo que produce
un criterio biaxial donde σ3 pesa más que τ3 , tal y como se describió re-
cientemente (tabla 7.2). Sumado a esto, hay que destacar el hecho de que la
concentración de tensiones, en las inmediaciones de la entalla, afecta princi-
palmente a la componente σ. Por lo tanto, para agujeros grandes, donde el
gradiente es suave, dicha componente se verá incrementada en un factor 3
para tracción y 4 para torsión a lo largo de toda la línea de grieta. Teniendo
en cuenta lo mencionado anteriormente sobre la componente que controla el
fallo del material, σ, y cómo el factor de concentración de tensiones afecta
principalmente a esta componente, es que se ve disminuido el límite a fatiga
en un factor 1/kt.
En cuanto a la comparación con los resultados experimentales, se ve clara-
mente que el error para el caso a torsión es muy elevado mientras que a trac-
ción no, siendo la predicción muy aceptable. La tabla 7.3 cuantiﬁca dicha
comparación entre los resultados experimentales y las predicciones para estos
casos. En ella se muestran ambos resultados y se calcula un error según la
siguiente fórmula:
Error =
Pred−ResExp
ResExp
· 100% (7.3)
Siendo Pred el valor predicho por el modelo NR y ResExp el valor
obtenido experimentalmente.
Tabla 7.3: Comparación entre los resultados experimentales y la predicción del
modelo NR para probetas macizas de acero con entalla de 1 mm de diámetro y
aproximadamente 3 mm de profundidad.
Tipo de
Carga
Resultados
Exp. [MPa]
Predicción
NR [MPa]
Error [%]
Tracción 199 182 −8
Torsión 238 161 −32
Por otra parte, las ﬁguras 7.3 muestran los puntos de inicio alrededor de la
entalla (θ) y las direcciones de propagación (θ1) predichos por el modelo NR
en función de la relación Ψ = R/D para los ensayos a tracción. En la ﬁgura
7.3a se observa la evolución del punto de inicio alrededor de la entalla para
el cual se obtiene λFL (curva), junto con una banda que se corresponde con
los puntos de inicio para los cuales existe al menos un λ cuyo valor no supera
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(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.3: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del modelo
NR para probetas macizas de acero con entallas de 1 mm de diámetro sometidas a
tracción.
por más del 5% al valor mínimo (λFL). Por su parte, la ﬁgura 7.3b muestra
la evolución de la dirección de propagación, para el punto de inicio corres-
pondiente al límite de fatiga (λFL). Cabe destacar que en este caso carece
de sentido colocar una banda, como sí se hizo para los puntos de inicio, ya
que la dirección de propagación depende, justamente, del punto de inicio.
Este mismo procedimiento se repitió para cargas a torsión. Las ﬁguras 7.4
muestran los resultados obtenidos.
Tanto en el caso a tracción como a torsión, se observa que para agujeros pe-
queños el punto de inicio puede ser prácticamente cualquiera. A medida que
el agujero aumenta, la banda del 5% se va haciendo cada vez más pequeña,
tendiendo hacia la zona alrededor de la entalla de máxima tensión principal
(0o para tracción y 45o para torsión). Por otro lado, tanto para tracción
como para torsión, las direcciones de propagación para agujeros pequeños y
grandes son muy parecidas, teniendo un comportamiento extraño en la zona
de agujeros comparables con el tamaño de grano. Esto último hace que sea
importante evaluar más exhaustivamente que sucede con las predicciones del
modelo en esa zona.
Por último, la tabla 7.4 muestra la comparación con los resultados expe-
rimentales vistos en la tabla 6.4, los cuales en todos los casos fueron muy
cercanos a la zona de máxima tensión principal.
Como se observa en la tabla 7.4, la predicción para el punto de inicio está
dentro de la dispersión experimental, mientras que la dirección de grieta no.
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(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.4: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del modelo
NR para probetas macizas de acero con entallas de 1 mm de diámetro sometidas a
torsión.
Tabla 7.4: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del modelo
NR y resultados experimentales de probetas macizas de acero con entallas de 1 mm
de diámetro sometidas a tracción y torsión.
Tipo de Carga
Punto de inicio θ Dirección θ1
Exp. NR Exp. NR
Tracción 1± 8 1 0,2± 1,9 17
Torsión 44± 5 23 45,5± 1,5 35
Esto último era esperable ya que el comportamiento predicho por el modelo
para distintas relaciones R/D (ﬁguras 7.3b y 7.4b) es extraño en la zona
intermedia. Sin embargo, cabe destacar que si se extrapolaran los resultados
de agujeros pequeños, igualmente la dirección predicha estaría muy lejos de
la medida experimentalmente.
Cálculos para probetas huecas
Continuando con el análisis de las predicciones del modelo NR se presentan
los resultados predichos para probetas de acero huecas. Observando nueva-
mente la tabla 7.2, se ve que en este caso existirá una mayor inﬂuencia de
las tensiones en la barrera τ3, dado que el término que las divide es menor.
La ﬁgura 7.5 muestra la relación entre la predicción del límite de fatiga a
tracción para probetas huecas de acero y el límite a tracción sin entalla de
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Figura 7.5: Límite de fatiga a tracción para probetas de acero huecas predicho por
el modelo NR en función de la relación Ψ junto con los resultados experimentales.
las mismas (λFL/σFL), en función de la relación Ψ = R/D. A su vez, se
muestran los tres resultados experimentales obtenidos para este tipo de pro-
betas.
Por su parte, las ﬁguras 7.6 y 7.7 muestran las predicciones para los ensayos a
torsión y biaxiales, respectivamente, junto con los resultados experimentales.
En la ﬁgura 7.6 el eje de las ordenadas muestra al límite de fatiga predicho
adimensionalizado por el límite de fatiga de la probeta sin entalla. Esto no
se pudo realizar para el caso de cargas biaxiales (ﬁgura 7.7) dado que no hay
ensayos experimentales sin entalla.
Comparando la predicción del límite a fatiga para agujeros muy grandes en
este caso, respecto del acero macizo, se evidencia la mayor inﬂuencia de τ .
Dado que ahora se tienen en cuenta ambas tensiones, y que la concentración
de tensiones τ es menor que la de tensiones σ, es que los límites no tienden
a valores σFL/3 o τFL/4, sino a valores superiores.
La tabla 7.5 muestra la comparación numérica entre los resultados experi-
mentales y las predicciones del modelo NR. En ella se reﬂeja una tendencia
similar al caso macizo, con la mayoría de las predicciones dentro del rango
del 20% y algunos casos levemente por encima.
Por otro lado, en las ﬁguras 7.8 se muestran las predicciones para el punto
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Figura 7.6: Límite de fatiga a torsión para probetas de acero huecas predicho por
el modelo NR en función de la relación Ψ junto con los resultados experimentales.
Figura 7.7: Límite de fatiga bajo cargas biaxiales (σ∞ = τ∞) para probetas de
acero huecas predicho por el modelo NR en función de la relación Ψ junto con el
resultado experimental obtenido.
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Tabla 7.5: Comparación entre los resultados experimentales y la predicción del
modelo NR para probetas huecas de acero con agujeros de 1, 2 y 3 mm.
Tipo de
Carga
dn[mm]
Resultados
Exp. [MPa]
Predicción
NR [MPa]
Error [%]
Tracción
1, 07 1541 215 28
2, 07 154 176 12
3, 02 141 156 10
Torsión
1, 07 133 177 24
2, 07 130 150 13
Biaxial 1, 07 117 124 6
1 Límite de fatiga promedio de los dos calculados para este tipo de probeta
(tabla 6.12).
de inicio y dirección de la grieta para cargas a tracción, en función de la
relación Ψ = R/D. Las ﬁguras 7.9 y 7.10 muestran los casos de torsión y
cargas biaxiales, respectivamente. Cabe destacar, que en el caso de la ﬁgura
7.9 (cargas a torsión) se observa que el punto medido experimentalmente es
mayor a 45o, valor máximo hasta el cual se realizaron las predicciones con
el modelo NR. Dicho valor se escogió como máximo ya que coincide con la
zona de máxima tensión principal, lo que provoca que las tensiones, a ambos
lados, sean iguales en valor absoluto, sólo diferenciándose en el signo de τ , el
cual carece de sentido al trabajar con una relación de carga R = −1. Esto
quiere decir que, basados en las tensiones elásticas, el punto 46o tiene las
mismas tensiones que el punto 44o.
Por último, el resumen de toda la información referente a las direcciones de
grieta y puntos de inicio se encuentra en la tabla 7.6.
Nuevamente, como en el caso macizo, la mayor parte de los los puntos de ini-
cio predichos se encuentran dentro del margen experimental. Son excepción
el caso a torsión de agujeros de 1 mm de diámetro y a cargas biaxiales. Sin
embargo, en todos los casos, los puntos experimentales se encuentran dentro
de la banda de predicción del 5%. Esto quiere decir que para esos puntos de
inicio, el modelo NR predice valores de límite a fatiga menores a 1,05 veces
el valor mínimo predicho.
Por otro lado, al igual que para el caso macizo, las direcciones de grieta
no se predicen de manera acertada, estando siempre lejos de los resultados
experimentales.
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(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.8: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del
modelo NR para probetas huecas de acero sometidas a tracción.
(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.9: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del
modelo NR para probetas huecas de acero sometidas a torsión.
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(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.10: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del
modelo NR para probetas huecas de acero sometidas a cargas biaxiales con σ∞ =
τ∞.
Tabla 7.6: Comparación entre resultados experimentales y predicciones del modelo
NR de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) para probetas huecas de acero
AISI 304L sometidas a tracción, torsión y cargas biaxiales (σ∞ = τ∞).
Tipo de
dn[mm]
Punto de inicio θ Dirección θ1
Carga Exp. NR Exp. NR
Tracción
1, 07 0± 13 1 5± 9 32
2, 07 2± 9 7 1± 4 34
3, 02 1± 5 6 1± 8 33
Torsión
1, 07 45± 8 30 46± 2 20
2, 07 46± 6 43 43± 3 15
Biaxial 1, 07 31± 2 19 32± 4 4
7.1.2 Aluminio
Por último, se muestran las predicciones del modelo NR para el caso del
aluminio 7075 T6. Recordando nuevamente la tabla 7.2, se puede deducir
que para este material prácticamente no inﬂuyen las tensiones en la barrera
σ3, dado que el factor que divide a éstas en la condición de activación es
considerablemente mayor, restándole inﬂuencia. Por otro lado, al tratarse
de aluminio, no se toma un límite de fatiga para realizar los cálculos sino
la tensión para la cual una probeta soporta 1× 106 ciclos, predicha a través
de la curva S-N del material. Además, como se mencionó anteriormente,
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Figura 7.11: Límite de fatiga a tracción para probetas de aluminio macizas predi-
cho por el modelo NR en función de la relación Ψ junto con resultados experimen-
tales.
lamentablemente no se pudo realizar una curva S-N a tracción para probe-
tas huecas sin entalla, por lo que solo se podrá predecir el caso macizo.
La ﬁgura 7.11 muestra la predicción para cargas a tracción junto con el
punto experimental obtenido para probetas macizas y, como complemento,
los puntos experimentales obtenidos para probetas huecas. A su vez, las ﬁgu-
ras 7.12 y 7.13 muestran las predicciones para los casos de cargas de torsión
y biaxiales con σ∞ = τ∞, respectivamente. Si bien no hay resultados ex-
perimentales para comparar estrictamente con estos últimos, ya que sólo se
realizaron ensayos con probetas huecas, las gráﬁcas se incluyen para terminar
de comprender los cambios en las predicciones del modelo NR de acuerdo al
tipo de material.
En el caso de las predicciones a tracción (ﬁgura 7.11) se observa una muy
buena correlación con el resultado experimental. Por otro lado, al com-
parar las predicciones para probetas macizas con los resultados experimenta-
les obtenidos sobre probetas huecas, la correlación no es buena, con excepción
del caso biaxial. Esto era de esperarse ya que en los resultados experimen-
tales parecen distinguirse probetas huecas de macizas y en este caso se las
compara indistintamente.
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Figura 7.12: Límite de fatiga a torsión para probetas de aluminio macizas predicho
por el modelo NR en función de la relación Ψ, junto con resultados experimentales
para probetas huecas.
Figura 7.13: Límite de fatiga bajo cargas biaxiales (σ∞ = τ∞) para probetas de
aluminio macizas predicho por el modelo NR en función de la relación Ψ, junto con
el resultado experimental obtenido para probetas huecas.
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Siguiendo con el análisis de las predicciones del modelo NR, es muy sorpren-
dente la forma que toma la curva a torsión (ﬁgura 7.12) no siendo monó-
tonamente decreciente la predicción de λFL en función de la relación Ψ. En
términos estructurales, este hecho implica que en algunas casos es menos per-
judicial para una placa hacerle un agujero más grande, lo cual va en contra
del sentido común. Esto último, sumado a la variación de las direcciones de
propagación vistas para los dos casos de acero AISI 304L hacen meritorio
analizar como son las predicciones del modelo NR de manera genérica, lo
cual se hará en la siguiente sección.
Continuando con el análisis de las predicciones, la tabla 7.7 muestra la com-
paración entre el resultado experimental y lo predicho por el modelo NR para
el caso de probetas macizas a tracción.
Tabla 7.7: Comparación entre los resultados experimentales y la predicción del
modelo NR para probetas macizas de aluminio con entalla de 1 mm sometidas a
cargas de tracción.
Tipo de
Carga
Resultados
Exp. [MPa]
Predicción
NR [MPa]
Error [%]
Tracción 117 121 3
Por último, se muestran la evolución de los posibles puntos de inicio alrede-
dor de la entalla (θ) y la evolución de la dirección de propagación (θ1) para
cargas a tracción (ﬁgura 7.14), torsión (ﬁgura 7.15) y biaxial (ﬁgura 7.16).
Al igual que para los dos casos de acero AISI 304L vistos anteriormente,
se observa que para agujeros muy pequeños la grieta se puede iniciar desde
cualquier punto alrededor del agujero. Esta zona se reduce para agujeros
de tamaño comparable con la microestructura, dejando fuera a la zona de
máxima tensión principal, algo que no sucedió para el acero inoxidable. Por
último, para agujeros grandes, la zona vuelve a ser mayor y, en todos los
casos, se sitúa alrededor de la zona de máxima tensión principal.
El efecto observado para la dirección de propagación sigue también el compor-
tamiento visto anteriormente. La dirección más probable, según el modelo,
es constante para agujeros pequeños, sufre algunos cambios en la zona central
y vuelve a ser prácticamente constante para agujeros grandes y muy parecida
a la correspondiente a agujeros pequeños.
Por último, la tabla 7.8 muestra la comparación entre el punto de inicio y
la dirección de grieta, medidos experimentalmente, con los predichos por el
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(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.14: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del
modelo NR para probetas macizas de aluminio sometidas a tracción.
(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.15: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del
modelo NR para probetas macizas de aluminio sometidas a torsión.
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(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.16: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del
modelo NR para probetas macizas de aluminio sometidas a cargas biaxiales con
σ∞ = τ∞.
modelo NR para probetas de aluminio macizas con agujeros de 1 mm de
diámetro sometidas a tracción.
Tabla 7.8: Comparación entre los puntos de inicio y las direcciones de grieta
medidos experimentalmente y predichos por el modelo NR. Aluminio 7075 T6 con
agujero de 1 mm de diámetro.
Tipo de Carga
Punto de inicio θ Dirección θ1
Exp. NR Exp. NR
Tracción 4± 7 4 1± 11 41
7.2 Análisis de las predicciones del modelo NR
Como se vio en la sección anterior, la predicción del modelo NR de la tensión
para la cual una probeta tiene una vida de 1 × 106 ciclos, para el caso de
probetas de aluminio sometidas a torsión, sorprende enormemente debido a
que no es monótona decreciente, lo cual va en contra del sentido común. Esto
hace necesario comprender el por qué se está prediciendo el comportamiento
de esta manera, e intentar proponer alternativas para evitar este tipo de pre-
dicciones.
190 7.2. Análisis de las predicciones del modelo NR
Para ayudar a esa comprensión de los resultados, es necesario observar como
respondería el modelo NR ante distintos tipos de materiales. En ese sen-
tido, la tabla 7.9 muestra tres posibles materiales con distinta relación α =
σFL/τFL. Estos cambios en la relación α derivan en distintos divisores de las
tensiones de barrera σi3 y τ
i
3 en la condición de activación de deslizamiento
en el grano vecino al i-ésimo grano (ecuación 3.3). Cabe destacar que se
eligieron sólo tres materiales por simplicidad, mientras que la respuesta del
modelo NR a una gama más amplia de materiales se muestra al ﬁnal de esta
sección.
Tabla 7.9: Relación σFL/τFL para distintos materiales teóricos.
Material α
m∗σ1τc
m∗τ1τc
Material A 1 0
Material B 1,5 2,8
Material C 2 ∞
Como se observa en la tabla 7.9, el material A tiene una relación α = 1, lo
que hace que el término m∗τ1τc se haga inﬁnito. A los ﬁnes del modelo NR,
esto hace que la tensión en la barrera τ3 se divida por inﬁnito en la condición
de activación (ecuación 3.3), quitándole cualquier tipo de importancia. En
contrapartida, el material C tiene una relación α = 2, lo que deriva en que el
término m∗σ1τc sea inﬁnito, haciendo que la tensión en la barrera σ3 carezca
de importancia. Por último, el material B es un caso intermedio en el cual
ambas tensiones en la barrera tienen peso.
La ﬁgura 7.17 muestra la predicción del límite a fatiga hecha con el modelo
NR para los tres materiales sometidos a tracción, en función de la relación Ψ.
Por su parte, la ﬁgura 7.18 muestra las predicciones para cargas a torsión.
Viendo ambas ﬁguras (7.17 y 7.18) resulta evidente que las predicciones
tienen un comportamiento cada vez más extraño a medida que aumenta la
inﬂuencia de la tensión τ3 en la condición de activación (ecuación 3.3), por
lo que resulta lógico centrar la atención en esta tensión.
Una forma fácil de evaluar el efecto de la tensión τ3, es hacerlo a través del
material C, en el cual no inﬂuye la tensión σ3, dado que el término que la
divide es inﬁnito. Por ello, se toma el ejemplo de las predicciones del modelo
NR para dicho material a torsión (ﬁgura 7.18). En ese sentido, las ﬁguras
7.19 muestran la evolución del punto de inicio y de la dirección de la grieta
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Figura 7.17: Predicción, a través del modelo NR, del límite de fatiga a tracción
para los materiales teóricos A, B y C.
Figura 7.18: Predicción, a través del modelo NR, del límite de fatiga a torsión
para los materiales teóricos A, B y C..
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(a) Puntos de inicio (θ). (b) Dirección de grieta (θ1).
Figura 7.19: Predicciones de punto de inicio (θ) y dirección de grieta (θ1) del
modelo NR, para el material C sometido a torsión, en función de Ψ.
para este material sometido a torsión en función de la relación Ψ.
En ambas ﬁguras se puede ver claramente que para agujeros pequeños el
punto de inicio preferente se encuentra en θ = 0 y la dirección de la grieta
es, también, en θ1 = 0. Por su parte, para agujeros muy grandes, el punto
de inicio preferente se encuentra a θ = 45o y la dirección de propagación
es, nuevamente, θ1 = 0. Para agujeros intermedios, justamente en donde la
predicción del límite de fatiga tiene un comportamiento extraño, la dirección
de propagación tiene una variación muy brusca. Por lo tanto, parece razo-
nable preguntarse qué sucede con la tensión τ3 (recordando que es la única
que importa en este tipo de material) para las direcciones (θ = 0, θ1 = 0)
y (θ = 45o, θ1 = 0) para distintas relaciones Ψ. En ese sentido, la ﬁgura
7.20 muestra la tensión en la barrera del primer grano sobre las direcciones
(θ = 0, θ1 = 0) y (θ = 45o, θ1 = 0) en función de Ψ. Además, para ayudar al
lector, se incluye una pequeña ﬁgura con la predicción a torsión del material
C, visto en la ﬁgura 7.18.
En la ﬁgura 7.20 se observa como la tensión en la barrera para la dirección
(θ = 0, θ1 = 0) aumenta a medida que aumenta Ψ hasta llegar a un má-
ximo. Posteriormente cae hasta 0 para agujeros muy grandes. Por otro
lado, la tensión en la barrera para la dirección (θ = 45o, θ1 = 0) sigue el
comportamiento inverso. Para Ψ muy pequeños, la tensión desciende con el
aumento del agujero hasta alcanzar un mínimo. Posteriormente la tensión
aumenta hasta hacerse prácticamente constante para Ψ muy grandes.
Observando el comportamiento de la tensión τ3 en ambas direcciones, se
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Figura 7.20: Tensiones en la barrera (τ3) para dos direcciones especíﬁcas en función
de la relación Ψ junto con la predicción del modelo NR para cargas a torsión.
Material C.
puede notar que τ3 de la dirección (θ = 0, θ1 = 0) comienza a decrecer
antes de que la tensión τ3 en la dirección (θ = 45, θ1 = 0) comience a au-
mentar. Esto provoca que, en el global, la máxima tensión τ3 disminuya,
haciendo que la predicción de λFl aumente. Esto último, desde el punto de
vista matemático es lógico pero parece difícil que represente correctamente
el comportamiento real de una placa con un agujero sometida a torsión.
La siguiente duda que surge está relacionada con el por qué se produce este
comportamiento. Para intentar aclararla se muestran las tensiones σ y τ que
habría sobre la línea de grieta si esta no existiera, para una placa sometida
a cargas tangenciales (τ∞). Cabe recordar en este punto que las tensiones
sobre la línea de grieta forman el vector de coeﬁcientes independientes del sis-
tema de ecuaciones que se resuelve en el modelo numérico, por lo que tienen
especial importancia en la predicción del modelo NR. La ﬁgura 7.21 muestra
las tensiones σ y τ para la dirección θ = 0, θ1 = 0. En el eje de las ordenadas
se tiene la relación entre la tensión sobre la línea (σ o τ) y la tensión τ∞
aplicada. Por su parte, el eje de las abscisas no tiene escala, se utiliza para
colocar la posición de la barrera para una cierta relación Ψ.
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Figura 7.21: Tensiones σ y τ sobre la dirección θ = 0, θ1 = 0.
En la imagen 7.21 se ve como para agujeros muy pequeños (Ψ muy pequeños)
la inﬂuencia del agujero disminuye. En la gráﬁca eso se reﬂeja viendo el corte
de la relación Ψ especíﬁca más lejos del inicio de la curva, donde la relación
τ/τ∞ es 1, evidenciando que el agujero no altera el campo de tensiones a esa
distancia. A medida que la relación Ψ aumenta, la primera barrera empieza
a notar la presencia del agujero. En la gráﬁca eso se reﬂeja viendo el corte
de la barrera más cerca del origen de la curva.
Por su parte, la ﬁgura 7.22 muestra la misma información para la dirección
θ = 45o, θ1 = 0.
Comparando la información de ambas imágenes se puede dilucidar el motivo
por el cual las tensiones τ3 cambian de tendencia para una relación Ψ ≈ 1
(ﬁgura 7.20). En el caso de la dirección θ = 0, θ1 = 0 para relaciones Ψ muy
pequeñas, prácticamente toda la tensión sobre la línea de grieta es constante
e igual a 1 (ﬁgura 7.21), es decir el efecto del agujero es despreciable. A
medida que la relación Ψ aumenta (más cerca del origen en el gráﬁco), la in-
ﬂuencia del agujero aumenta y una parte de la línea de grieta comienza a ver
tensiones mayores a 1. Sin embargo, para una relación Ψ levemente menor
que 1 se alcanza un máximo. Luego, al aumentar Ψ (hacia la izquierda en
el gráﬁco) la tensión sobre la línea de grieta disminuye hasta ser práctica-
mente 0 en toda la línea. Esto explica por qué en la ﬁgura 7.20 primero la
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Figura 7.22: Tensiones σ y τ sobre la dirección θ = 45, θ1 = 0.
tensión en la barrera aumenta, alcanza un máximo para Ψ levemente menor
que 1 y luego disminuye hasta ser 0 para agujeros muy grandes.
Aplicando este mismo razonamiento a la dirección θ = 45o, θ1 = 0 (ﬁgura
7.22), se puede obtener una conclusión similar. Si bien en este caso la tensión
σ sobre la línea de grieta no es nula, su comportamiento es bastante regular,
aumentando su valor a medida que aumenta la inﬂuencia del agujero. En
el caso de la tensión τ hay un cambio de tendencia muy marcado para una
relación Ψ ≈ 1. Para agujeros muy pequeños, la tensión sobre la línea de
grieta es prácticamente 1 en toda su extensión, luego para agujeros del
orden del tamaño de grano (Ψ ≈ 1) la tensión τ en la zona de la barrera
disminuye, provocando que la tensión en la barrera τ3 disminuya. Posterior-
mente, para relaciones mayores, comienza a aumentar, siendo para agujeros
muy grandes prácticamente 2 veces la tensión τ∞ en toda la línea. Por lo
tanto, es lógico que la tensión en la barrera τ3 (ﬁgura 7.20) para esta direc-
ción, para agujeros muy pequeños (Ψ muy pequeños), sea muy parecida a la
dirección (θ = 0, θ1 = 0), ya que prácticamente no hay inﬂuencia del agujero
sobre ninguna de las direcciones. Luego, para agujeros del orden del tamaño
de grano (Ψ ≈ 1), donde la tensión τ en la posición de la barrera tiene su
mínimo, disminuye τ3. Por último, para agujeros mayores, la tensión sobre
la línea de grieta es cada vez más alta y cercana a 2, por lo que la tensión
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τ3 aumenta.
Si bien la tensión en la barrera τ3 resulta de la solución de un sistema de ecua-
ciones en el cual inﬂuyen más factores que la tensión externa sobre la línea de
grieta, su comportamiento para las direcciones analizadas, para distintos Ψ,
parece estar directamente relacionado con la tensión τ sobre esas direcciones.
Por lo tanto, cualquier intento por modiﬁcar este comportamiento, debería
ir enfocado en esa dirección.
Una propuesta para modiﬁcar el modelo NR, es permitirle a la grieta crecer
cambiando de dirección barrera a barrera. Hasta ahora, se elige un punto de
iniciación y una dirección (θ y θ1) y se modela a la grieta como una recta hasta
el fallo del componente. Sin embargo, en muchos casos experimentales, la
grieta se inicia con una dirección que no mantiene a lo largo de toda su propa-
gación, especialmente durante los primeros granos, como ha demostrado con
una extensa campaña experimental P. Lorenzino et al. [65, 66]. Por ello, una
posible modiﬁcación del modelo es dejarle la posibilidad a la grieta de girar
luego de superar una barrera microestructural, es decir, modelar a la grieta
con un crecimiento en zigzag. Esto mismo se retomará en secciones posterio-
res, dejando solamente las bases para la modiﬁcar el modelo contemplando
el crecimiento en zigzag en trabajos futuros.
Por último, y como se anticipó al comienzo de la sección, se muestra cómo
varía la predicción del modelo NR en función del parámetro α para cargas a
tracción (ﬁgura 7.23) y torsión (ﬁgura 7.24).
En ambas ﬁguras se vuelve a evidenciar que, a medida que aumenta la inﬂu-
encia de la tensión en la barrera τ3 (aumenta α), las predicciones tienen un
comportamiento más irregular en la región de agujeros comparables con la
microestructura, especialmente para cargas de torsión.
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Figura 7.23: Predicciones del modelo NR biaxial para placas de materiales con
distintas relaciones α, sometidas a tracción.
Figura 7.24: Predicciones del modelo NR biaxial para placas de materiales con
distintas relaciones α, sometidas a cargas tangenciales.
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7.3 Métodos de Distancia Crítica
Los métodos de Distancia Crítica, en inglés Critical Distance Methods,
fueron propuestos por Taylor a ﬁnales de la década del 90 del siglo pasado.
Son métodos muy sencillos, basados en los propuestos por Neuber [7] y Pe-
terson [8], en los cuales se obtiene el límite de fatiga de una pieza con un
concentrador de tensiones, a partir del gradiente provocado por dicho con-
centrador.
Como resultado de la teoría desarrollada por Taylor, se encuentran los si-
guientes métodos: Método del Punto, Método de la Línea, Método del
Area y Método del Volumen [9, 48]. Dentro de estos cuatro, los más uti-
lizados en la actualidad son el Método del punto y el Método de la Línea,
debido a que han demostrado tener mejores resultados en las predicciones.
De acuerdo con el autor, para conocer el límite a fatiga de una pieza cualquiera,
sometida a una carga uniaxial, ya sea mediante el Método del Punto o el
Método de la Línea, es necesario conocer el campo de tensiones elástico, el
cual en la práctica, se obtiene mediante el análisis por elementos ﬁnitos. Una
vez encontrado dicho campo, se ubica el punto de máxima tensión principal,
denominado por el autor Hot Spot. Al mismo tiempo, se deﬁne una línea
desde el Hot Spot, en la dirección de máxima tensión principal. Dicha línea
se denomina Focus Path. Por último, se observan las tensiones a lo largo
del Focus Path y se vuelcan a un gráﬁco, en función de la distancia al Hot
Spot. A esta curva se la denomina Stress-Distance curve. Llamando σT a
la tensión y p a la distancia al Hot Spot, la curva se deﬁne como σT (p).
Obtenida σT (p), se necesitan dos parámetros propios del material para re-
alizar la predicción, una Tensión Crítica y una Distancia Crítica. El primero
es el límite de fatiga plano del material sin concentradores (σFL), mientras
que el segundo se deﬁne como:
L =
1
pi
(
∆Kth
σFL
)2
(7.4)
donde ∆Kth es el valor umbral del factor de intensidad de tensiones. Si
se observa atentamente la ecuación 7.4, se deduce que la distancia crítica
coincide con la distancia a0 propuesta por El Haddad's [51].
Ambos métodos comparan una tensión característica con la tensión crítica
(σFL), y es en el cálculo de esta tensión característica donde se diferencian,
ya que lo visto hasta aquí es común a ambos.
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El método más sencillo de los dos, el del punto, usa un criterio de fallo que
puede ser deﬁnido de la siguiente manera: el fallo ocurre cuando la tensión
sobre la curva σT (p), a una distancia L/2 es igual o mayor al límite de fatiga
plano σFL. En forma matemática:
σT (L/2) = σFL (7.5)
Por su parte, el método de la línea utiliza, para el criterio de fallo, una tensión
característica que se calcula como el promedio de la tensión en la curva σ(p)
desde el Hot Spot hasta una distancia 2L. Si esta tensión es igual al límite
de fatiga plano del material, ocurrirá el fallo. En forma matemática:
1
2L
∫ 2L
0
σT (p) dp = σFL (7.6)
Para extender esta lógica al caso multiaxial, dentro del cual se encuentran
los casos de cargas a torsión y biaxiles, el autor se apoya en una teoría de
plano crítico, desarrollada por Susmel [49, 50]. Dicha teoría asume que la
grieta crece inicialmente en el plano de máximo corte y tiene como criterio
de fallo la siguiente ecuación:
τa +
(
τFL − σFL
2
) σn,max
τa
= τFL (7.7)
Siendo τa la amplitud de tensión tangencial y σn,max la tensión normal má-
xima, ambas sobre el plano de corte máximo.
Así pues, para realizar una predicción sobre el fallo por fatiga de un compo-
nente con un concentrador sometido a cargas multiaxiales, los autores propo-
nen nuevamente dos alternativas. Por un lado, utilizar el método del punto
en combinación con la teoría de plano crítico de Susmel y por el otro, combi-
nar la teoría de plano crítico de Susmel con el método de la línea [48, 49, 50].
La combinación del método del punto y la teoría de plano crítico es relativa-
mente sencilla. En primer lugar se debe encontrar nuevamente el Hot Spot.
Desde ese sitio, se traza un arco de circunferencia de radio L/2. Por último,
sobre todos los puntos de ese arco se calcula el plano crítico y se utiliza el
criterio de fallo de Susmel [49]. Finalmente, de todas las predicciones de fallo,
se elije aquella que resulta con el mínimo valor. La ﬁgura 7.25a muestra un
esquema del método descrito.
Por su parte, el método de la línea es algo más complicado de aplicar. En
este caso, además de la distancia crítica (2L) se necesita un Focus Path.
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(a) Método del punto.
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(b) Método de la línea.
Figura 7.25: Esquema de los métodos del punto y de la línea propuestos por
Susmel y Taylor [49].
Para el caso de tracción uniaxial, con el cual se introdujeron los métodos
de distancia crítica, se eligió la dirección de máxima tensión principal. Sin
embargo, al mezclar este método con la teoría de plano crítico presentada
por Susmel, en la cual se utiliza como criterio de fallo las tensiones en el
plano cuya tensión tangencial es más alta, la dirección no se encuentra tan
clara. Para solucionar esto, Taylor simplemente prueba con varios caminos,
optando ﬁnalmente por los dos que dan mejores resultados. El primero de di-
chos caminos corresponde a la dirección de máxima tensión principal (al cual
llama 0o) y otro a 45o de la dirección principal (al cual llama 45o) [50]. La
ﬁgura 7.25b muestra un esquema de lo explicado. Una vez escogidos ambos
Focus Path, se encuentra el promedio de tensiones a lo largo de cada uno
desde el Hot Spot hasta una distancia 2L y se utiliza el criterio de Susmel
(ecuación 7.7).
7.3.1 Resultados
Para realizar todas las predicciones se escogió el modelo de Taylor modiﬁcado
con la teoría de plano crítico propuesta por Susmel, ya que es el más general
de todos los mencionados, sirviendo para cualquier tipo de carga. Además,
de todas las posibilidades (Método del punto o de la línea), se optó por el
método de la línea utilizando el Focus Path a 45o de la dirección principal.
Esto se decidió así dado que el autor reporta mejores resultados con este
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focus path que con los demás [50].
Los datos de los materiales necesarios son muy pocos y se encuentran agru-
pados en la tabla 7.10. Nuevamente, como en el caso del modelo NR, dado
que el acero macizo tuvo resultados experimentales distintos al acero hueco,
se los predice por separado.
Tabla 7.10: Datos necesarios para realizar las predicciones mediante los métodos
propuestos por Taylor.
Variables y
constantes
Acero
Macizo
Acero
Hueco
Aluminio
L [mm] 0,18 0,18 0,072
σFL [MPa] 315 347 258
τFL [MPa] 288 262 149
Para obtener la tensión en los distintos puntos que el modelo requiere se
utilizó el método de los elementos ﬁnitos, de manera análoga a lo visto en el
capítulo 4. A su vez, se realizó la predicción para una placa inﬁnita con un
agujero circular, utilizando las fórmulas teóricas propuestas por Kirsch [34].
Acero AISI 304L Macizo
La ﬁgura 7.26 muestra la predicción, mediante el modelo de Taylor, del límite
a fatiga de una probeta maciza de acero AISI 304L sometida a tracción. En
el eje de las ordenadas se encuentra la relación entre la predicción (σTy) y el
límite a fatiga del material sin entalla (σFL). Por su parte, en el eje de las
abscisas se encuentra, en escala logarítmica, el radio de la entalla (R). La
curva representa la predicción tomando las tensiones teóricas de una placa
inﬁnita, el punto es el resultado experimental encontrado y la cruz representa
la predicción realizada para esa probeta obteniendo las tensiones mediante
elementos ﬁnitos usando un modelo tridimensional.
Por su parte, la ﬁgura 7.27 muestra las predicciones hechas para el mismo
material sometido a cargas de torsión. En el eje de las ordenadas se encuentra
ahora la relación entre el límite de fatiga predicho (τTy) y el límite de fatiga
del material sin entalla a torsión (τFL). Nuevamente, la curva representa las
predicciones hechas utilizando la tensión teórica sobre una placa inﬁnita, la
cruz representa la predicción conseguida con las tensiones obtenidas mediante
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Figura 7.26: Predicciones del modelo de Taylor para probetas macizas de acero
AISI 304L, con agujero de radio R, sometidas a tracción junto con el resultado
experimental.
el método de los elementos ﬁnitos y el punto el resultado experimental.
Como resulta lógico, dado que las tensiones encontradas en la probeta son
muy parecidas a las teóricas para una placa inﬁnita (lo que se mostró en
el capítulo 4), la predicción hecha tomando las tensiones calculadas por ele-
mentos ﬁnitos es muy parecida a la obtenida tomando las tensiones teóricas
de una placa inﬁnita, para ambos tipos de cargas. En cuanto a la predicción
de los resultados experimentales, a simple vista parece no ser muy buena.
En ese sentido, la tabla 7.11 muestra las predicciones del modelo de Taylor
para cargas a tracción y torsión utilizando las tensiones obtenidas mediante
el método de los elementos ﬁnitos (como recomienda el autor), los resultados
experimentales y el error asociado. Este último fue calculado con la ecuación
7.3.
Acero AISI 304L Hueco
Continuando con el análisis, las ﬁguras 7.28, 7.29 y 7.30 muestran las pre-
dicciones del modelo de Taylor para probetas huecas de acero AISI 304L
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Figura 7.27: Predicciones del modelo de Taylor para probetas macizas de acero
AISI 304L, con agujero de radio R, sometidas a torsión junto con el resultado
experimental.
Tabla 7.11: Comparación entre los resultados experimentales y la predicción del
modelo de Taylor para probetas macizas de acero con entalla de 1 mm de diámetro.
Tipo de
Carga
Resultados
Exp. [MPa]
Predicción
Taylor [MPa]
Error [%]
Tracción 199 124 −38
Torsión 238 148 −38
sometidas a tracción, torsión y cargas biaxiales (σ∞ = τ∞) respectivamente.
Al igual que para las ﬁguras con las predicciones de las probetas macizas, la
curva representa la predicción tomando las tensiones teóricas sobre una placa
inﬁnita, los círculos representan los resultados experimentales y las cruces las
predicciones realizadas con las tensiones obtenidas mediante el cálculo por
elementos ﬁnitos. Cabe destacar que en el caso de la ﬁgura 7.30, la cual
muestra las predicciones para cargas biaxiales, en el eje de las ordenadas se
encuentra directamente la predicción del modelo de Taylor ya que no hay un
valor experimental para adimensionalizar, como si lo hay en los otros casos,
en los cuales, lógicamente, se utiliza.
En primer lugar es interesante remarcar como, a medida que el tamaño del
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Figura 7.28: Predicciones del modelo de Taylor para probetas huecas de acero
AISI 304L, con agujero de radio R, sometidas a tracción junto con los resultados
experimentales.
Figura 7.29: Predicciones del modelo de Taylor para probetas huecas de acero
AISI 304L, con agujero de radio R, sometidas a torsión junto con los resultados
experimentales.
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Figura 7.30: Predicciones del modelo de Taylor para probetas huecas de acero
AISI 304L, con agujero de radio R, sometidas a cargas biaxiales σ∞ = τ∞ junto
con el resultado experimental.
agujero aumenta, la predicción realizada con tensiones obtenidas por elemen-
tos ﬁnitos se aleja de aquella correspondiente a la realizada con las tensiones
teóricas para una placa inﬁnita. Esto resulta lógico y es coherente con los
resultados mostrados en el capítulo 4. Por el lado de la comparación con los
resultados experimentales, la tabla 7.12 resume la información vista en las
ﬁguras.
En la tabla 7.12 se ve una clara mejoría en las predicciones respecto del
caso macizo, teniendo en todos los casos errores por debajo del 20% en valor
absoluto.
Aluminio 7075 T6
Por último, se muestran las predicciones para el aluminio 7075 T6. Cabe
destacar que se realizaron para el caso de probetas macizas, al igual que
sucedió en la aplicación del modelo NR, dado que no se tienen resultados de
probetas huecas sin entalla sometidas a cargas de tracción.
Las ﬁguras 7.31, 7.32 y 7.33 muestran las predicciones del modelo de Taylor
para cargas a tracción, torsión y biaxial con σ∞ = τ∞, respectivamente.
Al igual que sucedió en los casos anteriores, a medida que el agujero es más
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Figura 7.31: Predicciones del modelo de Taylor para probetas macizas de aluminio
7075 T6, con agujero de radio R, sometidas a tracción junto con los resultados
experimentales de probetas macizas y huecas.
Figura 7.32: Predicciones del modelo de Taylor para probetas macizas de aluminio
7075 T6, con agujero de radio R, sometidas a torsión junto con los resultados
experimentales de probetas huecas.
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Tabla 7.12: Comparación entre los resultados experimentales y la predicción del
modelo de Taylor para probetas huecas de acero con agujeros de 1, 2 y 3 mm.
Tipo de
Carga
dn[mm]
Resultados
Exp. [MPa]
Predicción
Taylor [MPa]
Error [%]
Tracción
1, 07 1541 159 3
2, 07 154 129 −16
3, 02 141 116 −18
Torsión
1, 07 133 155 16
2, 07 130 113 −13
Biaxial 1, 07 117 103 −12
1 Límite de fatiga promedio de los dos calculados para este tipo de probeta
(tabla 6.12).
grande, la predicción con tensiones calculadas por elementos ﬁnitos se aleja
de la curva cuyas tensiones son las teóricas de una placa inﬁnita. En cuanto
a los resultados experimentales, el único sobre el cual se puede sacar alguna
conclusión es el correspondiente a probetas macizas sometidas a tracción,
dado que las predicciones son para este caso. El mismo se observa en la
tabla 7.13, junto con la predicción realizada con las tensiones calculadas por
elementos ﬁnitos y el error correspondiente.
Tabla 7.13: Comparación entre el resultado experimental y la predicción del mo-
delo de Taylor para probetas macizas de aluminio 7075 T6 con entalla de 1 mm de
diámetro.
Tipo de
Carga
Resultados
Exp. [MPa]
Predicción
Taylor [MPa]
Error [%]
Tracción 117 106 −9
Por último, es importante destacar que en la predicción a torsión (ﬁgura 7.32)
se observa un cambio en la tendencia para agujeros de aproximadamente 0,1
mm de radio. Dicho cambio de tendencia es similar al observado en la predic-
ción del modelo NR (ﬁgura 7.12) pero en una medida mucho menor. Esto
lleva a preguntarse si para un material teórico, como es el material C uti-
lizado en la sección anterior, con una relación σFL/τFL = 2, las predicciones
a tracción y torsión son monótonas decreciente.
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Figura 7.33: Predicciones del modelo de Taylor para probetas macizas de aluminio
7075 T6, con agujero de radio R, sometidas a cargas biaxiales σ∞ = τ∞ junto con
los resultados experimentales de probetas huecas.
Figura 7.34: Predicciones de los modelos NR y de Taylor para probetas de un
material con una relación σFL/τFL = 2 sometidas a tracción.
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Figura 7.35: Predicciones de los modelos NR y de Taylor para probetas de un
material con una relación σFL/τFL = 2 sometidas a torsión.
Siguiendo esta lógica, las ﬁguras 7.34 y 7.35 muestran las predicciones del
modelo NR (vistas en la sección anterior) y las predicciones del modelo de
Taylor para un material con una relación σFL/τFL = 2, sometido a cargas de
tracción y torsión.
Para el caso a tracción, se observa que el modelo de Taylor tiene un com-
portamiento muy regular, lo que no sucede en el caso del modelo NR. Sin
embargo, para cargas a torsión, ambos presentan curvas que no son monó-
tonas decreciente, aunque el efecto en el caso del modelo de Taylor es menor.
En el caso de las cargas a torsión, para justiﬁcar esto, el autor también se
apoya en el comportamiento de la tensión τ  en las inmediaciones del agu-
jero [50], como se ha hecho para el modelo NR en la sección anterior.
En el caso a tracción, hay una pequeña variación en las tensiones σ en las
inmediaciones de la entalla, mientras que τ  tiene un comportamiento regu-
lar. Esto afecta al modelo NR, dado que las tensiones σ se utilizan en el
vector de coeﬁcientes independientes del sistema de ecuaciones y afectan al
resultado ﬁnal, incluyendo a la tensión en la barrera (τ3). Esto en el modelo
de Taylor, el cual matemáticamente es más sencillo, no es así. Para un ma-
terial con esta relación σFL/τFL = 2, la tensión σ no inﬂuye en nada. Esto
explica de algún modo el por qué se encuentra esa diferencia entre ambos
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modelos para el caso a tracción.
Por último, cabe destacar que encontrar este aumento del límite de fatiga
a torsión experimentalmente, en el caso de que fuera real, sería imposible.
En un caso práctico, si el agujero reforzara a la placa (como predice el
modelo NR para materiales muy dúctiles), lo que se observaría sería a la
grieta iniciada en otro lugar, lejos del agujero, donde el límite de fatiga es,
justamente, el límite a torsión y no un valor superior. Por lo tanto, si se re-
alizara experimentalmente una curva completa τFL vsΨ de un material con
una relación α ≈ 2, se vería que la inﬂuencia del agujero comenzaría para
agujeros superiores a los que refuerzan la placa.
7.4 Modelo NR biaxial aplicado a placas enta-
lladas con crecimiento de grietas en zigzag
Como se ha ido mencionando a lo largo del presente trabajo, en el modelo
NR se considera a la grieta como una recta que va superando distintas ba-
rreras. Sin embargo, en muchos trabajos experimentales, el crecimiento que
se observa es en zigzag, principalmente en la primera etapa de propagación.
Por ello, una posible modiﬁcación del modelo NR consiste en permitirle a
la grieta, justamente, crecer cambiando de dirección entre barrera y barrera.
Dicho planteo es muy sencillo y, prácticamente, no requiere modiﬁcar el visto
en la sección 3.2. Simplemente se deben girar las componentes de las ten-
siones externas e internas a cada una de las rectas que forman el camino que
recorre la grieta. Es decir, nuevamente habrá un balance de tensiones entre
las internas, resultado de la interacción entre las dislocaciones, y las externas
sobre la línea de grieta. Además, matemáticamente, es necesario describir el
camino de la grieta en función del parámetro t que relacione los distintos
trozos de grieta entre sí. La ﬁgura 7.36 muestra un esquema de una grieta
creciendo desde un agujero circular en zigzag a lo largo del camino t, el
cual contiene n granos y tiene una longitud total igual al largo de la grieta,
c. Los puntos tj indican los inicios y ﬁnales de cada uno de los granos que la
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θ
xˆ
yˆ
θ11
θ1j
θ1n
t0
t1
tj
tn
tn+1 = c
Figura 7.36: Esquema de una grieta creciendo en zigzag desde un agujero.
grieta atraviesa. La posición en el plano (xˆ, yˆ) de cada uno de ellos es:
tj =

R · (cos(θ), sen(θ)) j = 0
t0 +
D
2
(cos(θ11), sen(θ11)) j = 1
tj−1 +D(cos(θ1j), sen(θ1j)) j = 2, . . . , n
tn + r0(cos(θ1(n+1)), sen(θ1(n+1))) j = n+ 1
siendo θ1j la dirección del trozo de grieta j.
El punto tn+1 representa el ﬁnal la barrera que la grieta debe atravesar para
avanzar al grano n+ 1, la cual se ubica a una distancia r0 del último grano.
Al igual que para el modelo original, las posiciones de las dislocaciones x¯, ξ¯
representan puntos a lo largo de la grieta. La diferencia radica en que ahora,
al no ser una recta sino un camino en zigzag, ambas variables dependen del
parámetro t. El balance de tensiones es, entonces, prácticamente igual:
− 1
A
[σ(x¯)− σf ] =
∫
c
fx(ξ¯)Kxσ(x¯, ξ¯)dt+
∫
c
f y(ξ¯)Kyσ(x¯, ξ¯)dt
− 1
A
[τ(x¯)− σf ] =
∫
c
fx(ξ¯)Kxτ (x¯, ξ¯)dt+
∫
c
f y(ξ¯)Kyτ (x¯, ξ¯)dt
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yˆ
θ1(j+1)tj
tj+1
x¯
r
Figura 7.37: Esquema de la posición de un punto x¯, orientado en la dirección de
θ1(j+1), sobre el cual se busca conocer las componentes σ y τ debido a las cargas
externas.
Tensiones elásticas
Las tensiones elásticas σ y τ  que habría sobre la grieta si esta no existiera
se obtienen para un punto del plano x¯, con coordenadas cartesianas (xˆx¯,yˆx¯),
a través de las ecuaciones 3.17, obtenidas por Kirsch [34]. Posteriormente, se
rotan a la dirección que la grieta tiene en el intervalo al cual pertenece dicho
punto x¯. La ﬁgura 7.37 muestra al punto x¯, cuya posición, en este caso y por
comodidad, queda determinada por las variables polares (r, δ). La relación
entre variables cartesianas y polares es la bien conocida:
r =
√
xˆ2x¯ + yˆ
2
x¯
δ = arctan (yˆx¯/xˆx¯)
Una vez obtenidas las tensiones en el punto x¯ a través de las ecuaciones 3.17,
estas se rotan sobre la línea de grieta, resultando:
σ(x¯) = σr(x¯)
[
sin2
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
)]
+ σθ(x¯)
[
cos2
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
)]−
τrθ(x¯)
[
sin
(
2
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
))]
(7.8)
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xˆ
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Figura 7.38: Esquema de la interacción entre una dislocación ubicada en el punto
ξ¯ y otra ubicada en el punto x¯.
τ(x¯) = −σr(x¯)
[
sin
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
)
cos
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
)]
+
σθ(x¯)
[
sin
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
)
cos
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
)]
+ (7.9)
τrθ(x¯)
[
cos
(
2
(
θ1(j+1) − δ(x¯)
))]
Tensiones debido al resto de dislocaciones
Una vez conocido el campo de tensiones en un punto x¯ provocado por las
tensiones externas (σ∞, τ∞), es necesario conocer el campo de tensiones
que, sobre ese mismo punto, provoca una dislocación con vector de Burgers
(bxˆ,byˆ) ubicada en el punto ξ¯, con coordenadas (xˆξ¯,yˆξ¯). Para ello utilizamos
nuevamente las expresiones propuestas por Hills [26], vistas en el apéndice A,
teniendo la precaución de cambiar algunas variables con respecto al modelo
original. Por este motivo, se hará un breve repaso de lo visto anteriormente,
haciendo especial hincapié en las variables que cambian.
La imagen 7.38 muestra un esquema de la posición de las dislocaciones ξ¯ y
x¯. En primer lugar, como las ecuaciones propuestas por Hills se dan para
una dislocación sobre el eje χ, es necesario realizar una rotación de ejes un
ángulo ρ. Por este motivo, las variables relacionadas con la posición de las
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dislocaciones utilizadas en las expresiones del apéndice A son ahora:
ξK = xˆξ¯ · cos(ρ) + yˆξ¯ · sen(ρ)
xK = xˆx¯ · cos(ρ) + yˆx¯ · sen(ρ)
yK = −xˆx¯ · sen(ρ) + yˆx¯ · cos(ρ)
Continuando con el razonamiento empleado anteriormente, el siguiente paso
consiste en rotar el vector de Burgers de la dislocación ξ¯ desde la dirección en
la que se encuentra (θ1ξ¯) a los ejes (χ,ι). Esto es girarlo un ángulo γ1 = ρ−θ1ξ¯.
Por otro lado, las tensiones calculadas estarán orientadas de acuerdo a los
ejes (χ,ι), por lo tanto, dichas tensiones deben ser rotadas a la dirección
del segmento correspondiente al punto x¯. Esto implica hacer un giro de un
ángulo γ2 = θ1x¯ − ρ. Es importante notar que si la grieta tuviera una única
dirección, como es en el caso del modelo original, se cumpliría γ1 = −γ2.
Realizando ambos giros, los núcleos del problema quedan:
σ¯y(x) = A · bx
[
sin2(γ2)
(
cos(γ1)Kx(xx) − sin(γ1)Ky(xx)
)
+
cos2(γ2)
(
cos(γ1)Kx(yy) − sin(γ1)Ky(yy)
)−
sin(2γ2)
(
cos(γ1)Kx(xy) − sin(γ1)Ky(xy)
)]
+
A · by
[
sin2(γ2)
(
sin(γ1)Kx(xx) + cos(γ1)Ky(xx)
)
+
cos2(γ2)
(
sin(γ1)Kx(yy) + cos(γ1)Ky(yy)
)−
sin(2γ2)
(
sin(γ1)Kx(xy) + cos(γ1)Ky(xy)
)]
τ¯(x) = A · bx
[− sin(γ2) cos(γ2) (cos(γ1)Kx(xx) − sin(γ1)Ky(xx))+
sin(γ2) cos(γ2)
(
cos(γ1)Kx(yy) − sin(γ1)Ky(yy)
)
+
cos(2γ2)
(
cos(γ1)Kx(xy) − sin(γ1)Ky(xy)
)]
+
A · by
[− sin(γ2) cos(γ2) (sin(γ1)Kx(xx) + cos(γ1)Ky(xx))+
sin(γ2) cos(γ2)
(
sin(γ1)Kx(yy) + cos(γ1)Ky(yy)
)
+
cos(2γ2)
(
sin(γ1)Kx(xy) + cos(γ1)Ky(xy)
)]
Expresándolas de manera compacta, se obtiene nuevamente:
σ¯y(x) = A [bxKxσ + byKyσ]
τ¯(x) = A [bxKxτ + byKyτ ]
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Armado de las ecuaciones y resolución
Para armar las ecuaciones integrales se sigue el mismo razonamiento em-
pleado en la sección 3.3.3. Para la resolución se eligió el mismo método que
fue utilizado previamente (ecuaciones 3.23), propuesto por Erdogan et al.
[25]. El paso lógico siguiente es relacionar la posición de cada dislocación
(matemáticamente puntos de colocación e integración) con el parámetro t.
Es decir, darle a cada una un punto en el plano.
Dado que el método de resolución se utiliza para integrales en el intervalo
[−1, 1], es necesario adimensionalizar los puntos tj y llevarlos al mismo in-
tervalo. Así pues, la posición relativa de cada punto tj dentro del intervalo
de integración será tadj :
tadj =

−1 j = 0
2j − 1
2
D
c
j = 1, . . . , n
1 j = n+ 1
Siendo c la longitud total de la grieta que atraviesa n granos, c =
(2n− 1)D
2
+
r0.
De esta forma, conocida la posición relativa de cada punto de integración y
de colocación vk y ui, los cuales se calculan en base al número de ecuaciones
elegido N (ecuación 3.23), se puede saber a que trozo de grieta pertenecen y
adjudicarles la posición en el plano. Entonces, un punto de colocación vk (o
de integración ui) pertenecerá al intervalo j si se cumple:
tadj−1 ≤ vk < tadj
tadj−1 ≤ ui < tadj
Y su posición en el plano será:
(xˆvk , yˆvk) = tj−1 +
vk − tadj−1
tadj − tadj−1
· (tj − tt−1)
(xˆui , yˆui) = tj−1 +
ui − tadj−1
tadj − tadj−1
· (tj − tt−1)

Capítulo 8
Conclusiones y trabajos futuros
Para ﬁnalizar el presente documento se incluyen algunas conclusiones y, por
último, los trabajos futuros para continuar con esta línea de investigación.
Ambos se dividen, a su vez, en distintas secciones referidas a los distintos
temas abordados en todo el documento.
8.1 Conclusiones
Resolución numérica del modelo NR
Se evaluaron distintos métodos de resolución numérica de ecuaciones inte-
grales, con base en técnicas de integración numérica.
• La implementación de un algoritmo muy sencillo, basado en un método
de integración numérica de Newton-Cotes, veriﬁcó lo propuesto por
Ioakimidis et al [17, 18] acerca de la inﬂuencia de una singularidad
logarítmica en la función incógnita.
• Se eligió e implementó de manera correcta un nuevo método de resolu-
ción numérica del modelo de Navarro y De los Ríos, utilizando un único
intervalo de integración. El mismo se basa en los trabajo de Erdogan et
al [25]. Como principal ventaja respecto del método anterior, propuesto
por Chaves [13], se encuentra el hecho de que no se requiere imponer
una condición de continuidad de la pendiente del desplazamiento plás-
tico, la cual no está estrictamente relacionada con el modelo NR y en
algunos casos provoca un mal condicionamiento del sistema.
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• Se analizó el error relativo de cada uno de los métodos propuestos y
se estudió de manera numérica la relación entre la posición de la sin-
gularidad y los puntos de integración, encontrándose un procedimiento
sencillo para optimizar la cantidad de ecuaciones utilizadas.
Diseño de la probeta
Se evaluaron los campos de tensiones elásticas alrededor de agujeros cilín-
dricos sobre dos tipos de probetas cilíndricas, una maciza y otro hueca, con
el objetivo de compararlos con el teórico sobre una placa inﬁnita con un
agujero.
• Se comprobó la inﬂuencia de la relación entre el diámetro de la entalla
dn y el espesor de una placa ts en el factor de concentración de tensiones
kt para placas con agujeros pasantes sometidas a tracción. Para grandes
diámetros de entalla, el máximo en kt se encuentra en el centro y el
estado tensional se puede considerar como tensión plana generalizada.
En el caso contrario, el máximo se encuentra cerca de la superﬁcie,
asemejándose más a un estado de deformación plana.
• A la hora de evaluar ambos tipos de probetas surgió una relación de
compromiso entre el campo de tensiones generado y la facilidad con
la que se mecaniza cada una. Por un lado, la probeta hueca se puede
imaginar como una placa enrollada, por lo que a priori debería tener un
campo de tensiones similar al de la placa, sin embargo el mecanizado
del tubo es sumamente lento y complejo. Por el otro lado, en el caso de
la probeta maciza, ambas variables se invierten. El mecanizado es muy
sencillo pero es más difícil conseguir un estado de tensiones similar al
de una placa.
• Analizando el factor de concentración de tensiones a tracción de una
probeta maciza de diámetro ds, se encontró que el radio de curvatura
incrementa el valor de kt respecto del obtenido para una placa con
espesor ts = ds. Para evitar que este incremento supere el 10%, la
relación entre el diámetro de la entalla y el diámetro de la probeta no
debe superar el 15% (dn/dE < 15%).
• En el caso de probetas huecas, el espesor de la pared tiene una inﬂu-
encia muy baja en kt para cargas a tracción, aumentándolo considera-
blemente sólo para espesores muy pequeños y agujeros muy grandes.
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Por otro lado, al igual que para probetas macizas, un aumento en el
diámetro de la entalla dn provoca un aumento en kt, sin embargo, se
alcanza un aumento del 10% recién para relaciones dn/dE ≈ 25%, lo
que permite más diámetros de entalla que en el caso macizo.
• Luego de hacer un primer análisis basado en kt para cargas a tracción, se
diseñaron tres tipos de probetas y se analizaron los campos de tensiones
con más detalle, evaluando también casos a torsión. En todos los casos
se los comparó con las tensiones teóricas de una placa inﬁnita con un
agujero circular. Luego de este análisis se concluyó que las probetas
macizas podrían tener un diámetro de entalla máximo de 1 mm y las
huecas de 3 mm.
• A la hora de mecanizar las probetas huecas hay que tener especial
cuidado en dos variables, la posición de la entalla y la concentricidad
del tubo respecto de la superﬁcie externa, o lo que es lo mismo, la
variación en el espesor de la pared. Luego de analizar ambos casos por
elementos ﬁnitos, se puede concluir que la entalla no debe desviarse
más de un milímetro de su posición ideal y la diferencia entre el centro
del tubo y la probeta debe ser menor a 100 µm, lo que concuerda con
la norma ASTM E2207.
Resultados experimentales
Se realizaron ensayos a fatiga sobre acero AISI 304L y aluminio 7075 T6. Se
utilizaron distintos tipos de probetas, todas diseñadas y mecanizadas por el
becario, y cargas de tracción, torsión y a tracción y torsión en fase, con una
relación de carga σ∞ = τ∞. En total se realizaron más de 300 ensayos, lo
que supone una cantidad de ciclos cercana a 1× 109.
• Las probetas huecas de ambos materiales parecen presentar mayor sen-
sibilidad a la entalla que las probetas macizas. Este efecto es más
notorio en el caso del acero a tracción, donde una entalla de 1 mm de
diámetro reduce al 44% el límite a fatiga en probetas huecas y sólo al
63% en probetas macizas. Sin embargo, hay que ser muy cautos a la
hora de aﬁrmar esta conclusión, dado que los ensayos sobre probetas
de acero macizo sin entalla pudieron haber estado afectados por un
aumento en la temperatura que deteriorase sus propiedades.
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• Se analizó el punto de inicio alrededor de la entalla y la dirección de
la grieta en los primeros 500 µm. Esto se realizó viendo la superﬁcie
de la probeta en la zona de la entalla con un microscopio óptico. Para
todos los tipos de materiales y cargas, tanto el punto de inicio como
la dirección a 500 µm fue muy cercana a la zona de máxima tensión
principal.
• Se analizó la superﬁcie de fractura de algunas probetas sometidas a
tracción con un Perﬁlómetro sin contacto. Esto se hizo para saber si lo
medido desde la superﬁcie de la probeta era realmente representativo
de lo que sucede a lo largo de toda la entalla. En el caso del acero AISI
304L se encontró que el error cometido al tomar los datos medidos
desde la superﬁcie era muy bajo, mientras que en el aluminio no tanto,
por lo que hay que tener más cautela en este último caso.
• Se buscó el punto de inicio de grieta a lo largo de la profundidad de la
entalla, en probetas sometidas a tracción, mediante microscopía elec-
trónica. Tanto en el caso del acero AISI 304L como en el del aluminio
7075 T6, las grietas se iniciaron, en general, en el centro de la entalla.
Esto es de vital importancia en el caso de las probetas huecas ya que
descarta una inﬂuencia del acabado de la superﬁcie interna.
Predicciones del modelo NR y del modelo de Distancia Crítica
Se realizaron predicciones con el modelo NR y con los métodos de Distancia
Crítica propuestos por Taylor y modiﬁcados por Susmel. Para el acero AISI
304L se predijo el límite de fatiga, mientras que para el aluminio 7075 T6, se
hizo la predicción de la tensión a la cual una probeta soporta 1× 106 ciclos.
• Las predicciones del modelo NR para el límite a fatiga (tensión para
1 × 106 ciclos en aluminio) son buenas, estando el error por debajo
del 20% en la mayoría de los casos. En cuanto al punto de inicio
alrededor de la entalla, la predicción es también muy buena. Tomando
los posibles puntos de inicio en donde la tensión calculada diﬁere en
menos del 5% con la mínima, los resultados experimentales siempre
quedan dentro. Por último, en el caso de las direcciones de grieta,
las predicciones no son buenas, estando en todos los casos lejos de lo
observado experimentalmente.
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• Las predicciones del modelo de distancia crítica modiﬁcado con el crite-
rio de plano crítico de Susmel son, en general, también muy buenas. Sin
embargo, en el caso de probetas de acero macizas, estas tienen errores
cercanos al 40%.
• Ambos modelos predicen, para el aluminio 7075 T6, un comportamiento
muy particular de la tensión para la cual una probeta fallaría en 1×106
ciclos a torsión, en función del radio del agujero. En el caso del modelo
de distancia crítica es un cambio de tendencia en la curva, en el caso
del modelo NR implica que la curva no sea siempre monótonamente
decreciente. Dicho comportamiento, en ambos casos, se justiﬁca con
los cambios en la tensión tangencial alrededor de la entalla.
8.2 Trabajos futuros
Los trabajos futuros que se desprenden del presente documento se pueden
agrupar en dos categorías, trabajos experimentales y teóricos.
Por el lado de los trabajos experimentales se encuentran:
• Analizar el efecto de la temperatura en el acero AISI 304L, principal-
mente en los ensayos sobre probetas macizas sin entalla.
• Realizar más ensayos experimentales para conﬁrmar o descartar la
diferencia encontrada entre probetas huecas y macizas.
• Buscar grietas no propagantes en probetas macizas, para conﬁrmar o
descartar que la diferencia entre ambas se encuentra en la propagación.
• Realizar ensayos sobre probetas con agujeros bajo distintas relaciones
de cargas (σ∞ = 2τ∞ y 2σ∞ = τ∞), con el ﬁn de tener una visión más
amplia del comportamiento a fatiga bajo cargas biaxiales.
• Realizar ensayos a tracción y torsión sobre probetas de materiales con
distinta relación α, con agujeros de gran tamaño, para conocer si el
porcentaje de la reducción del límite de fatiga se estabiliza en un valor
dependiente de dicha relación.
En cuanto al campo teórico, se pueden enumerar los siguientes trabajos:
• Desarrollar e implementar el modelo NR con crecimiento de grieta en
zigzag, el cual se encuentra en una fase muy prematura.
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• Analizar, en la condición de activación de deslizamiento plástico en el
grano vecino del modelo NR, la inclusión o no de la tensión normal
en la dirección de la grieta. Esto surge ya que actualmente el modelo
contempla las tensiones tangenciales y normales a la linea grieta, es
decir, del tensor de tensiones en dos dimensiones se tienen en cuenta
solo dos de las tres componentes. Por lo tanto, se propone analizar
como afecta esa tercera componente que actualmente no se tiene en
cuenta.
• Analizar como afecta y como se puede incluir en el modelo NR el efecto
de la plasticidad en las inmediaciones de las entallas, ya que actual-
mente el modelo solo contempla tensiones elásticas en todo momento.
• Analizar la implementación del modelo NR biaxial en otro tipo de en-
tallas, como por ejemplo entallas en V, U o elipses.
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Apéndice A
Expresión de los núcleos para la
solución biaxial
La tensión generada por una dislocación en presencia de una entalla circular
puede ser obtenida de la literatura [26]. Éstas están basadas en funciones
tipo Núcleo, Ki(ij), y se expresan en coordenadas radiales, respecto del centro
de la entalla, con el eje x pasando por la dislocación, como se observa en la
ﬁgura A.1. A continuación, se muestra el desarrollo de la expresión de la
tensión producida por una dislocación, tomado de [21].
x
y
R
(xK , yK)
rK
rK1
(ξK , 0)
Figura A.1: Esquema de las variables utilizdas en la expresión de los Núcleos.
La tensión producida por una dislocación localizada en (ξK , 0), con un vector
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de Burgers (bx, by), sobre un punto genérico (xK , yK) en presencia de una
entalla circular de radio R se puede expresar de la siguiente manera:
σ¯rx = A
[
bxKx(xx) + byKy(xx)
]
σ¯ry = A
[
bxKx(yy) + byKy(yy)
]
τ¯ = A
[
bxKx(xy) + byKy(xy)
]
Cada uno de los Núcleos tiene la siguiente expresión [26, 21]:
Kx(xx) = − yK
r4K1
[
3x21 + y
2
K
]
+
yK
r2K2
[
2x22
r2K2
+ 1
]
− yK
r2K
[
2x2K
r2K
+ 1
]
−
2yKL
r4K2d
2
K
[
4x22
r2K2
(
L
2
− x2
)
+
(
x2 − L
2
)]
+
R2yK
r4k
(
4x2k
r2K
− 1
)
Kx(yy) =
yK
r4K1
(
x21 − y2K
)− yK
r2K2
(
2x22
r2K2
− 1
)
+
yK
r2K
(
2x2K
r2K
− 1
)
+
2yKL
r4K2d
2
K
[
4x22
r2K2
(
L
2
− x2
)
+
(
3x2 − L
2
)]
− R
2yk
r4K
(
4x2K
r2K
− 1
)
Kx(xy) =
x1
r4K1
(
x21 − y2K
)− x2
r22K
(
2x22
r2K2
− 1
)
+
xK
r2K
(
2x2K
r2K
− 1
)
+
2x2L
r4K2d
2
K
[
4x22
r2K2
(
L
2
− x2
)
+
(
4x2 − 3L
2
)]
− R
2xk
r4K
(
4x2
r2K
− 3
)
− L
r2K2d
2
K
Ky(xx) =
x1
r4K1
(
x21 − y2K
)− x2
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2x22
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− 1
)
+
xK
r2K
(
2x2K
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2x2L
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2
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)
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2
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R (2d2 − 2)
2r2Kd
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x21 − y2K
)− yK
r2K2
(
2x22
r2K2
− 1
)
+
yK
r2K
(
2x2K
r2K
− 1
)
−
2yKL
r42d
2
K
[
4x22
r2K2
(
L
2
− x2
)
+
(
2− d2K
)
x2 − L
2
]
−
RyK
r4K
[
R
(
4x2K
r2K
− 1
)
+
xK
dK
(
2d2K − 2
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Ky(yy) =
x1
r4K1
(
x21 + 3y
2
)
+
x2
r2K2
(
2x22
r2K2
− 3
)
− xK
r2K
(
2x2K
r2K
− 3
)
+
2x2L
r4K2d
2
K
[
4x22
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(
L
2
− x2
)
+
(
5− d2K
)
x2 − 3L
2
]
− R (2d
2
K − 2)
2r2KdK
+
RxK
r4K
[
R
(
4x2K
r2K
− 3
)
+
xK
dK
(
2d2K − 2
)]− L
r2K2
(
2
d2K
− 1
)
La relación entre las variables de las funciones Núcleos y las variables nece-
sarias para resolver el modelo NR son:
ξK = r (ξ)
xK = r(x) cos (θ0(x)− θ0(ξ))
yK = r(x) sin (θ0(x)− θ0(ξ))
Las otras variables utilizadas para la deﬁnición de las funciones Núcleos se
relacionan con estas últimas de la siguiente manera.
dK =
ξK
R L =
R (d2K − 1)
dK
x1 = xk − ξK x2 = x1 + L
r2K1 = x
2
1 + y
2
K r
2
K2 = x
2
2 + y
2
K
r2K = x
2
K + y
2
K
Dado que el problema tratado consiste en dos grietas creciendo de manera
simétrica desde la entalla, cada uno de los Núcleos resulta:
KSi(jk) (xK , yK , ξK) = Ki(jk) (xK , yK , ξK)−Ki(jk) (xK , yK ,−ξK)
Por último, para obtener tanto los vectores de Burger's como las tensiones
a lo largo de la línea de grieta es necesario hacer una rotación un ángulo
γ = θ1 − θ0(ξ).
Los vectores de Burger's se obtienen mediante la siguiente ecuación:(
brx
bry
)
=
(
cos γ − sin γ
sin γ cos γ
)(
bx
by
)
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Por su parte, las tensiones a lo largo de la línea de grieta (σ¯y, τ¯) se encuentran
gracias a las siguientes ecuaciones:
σ¯y = σ¯rx sin
2(γ) + σ¯ry cos
2(γ)− τ¯ r sin(2γ)
τ¯ = −σ¯rx sin(γ) cos(γ) + σ¯ry sin(γ) cos(γ) + τ¯ r cos(2γ)
Reemplazando σ¯rx, σ¯ry y τ¯ r por sus expresiones originales y extrayendo bx y
by, se obtiene:
σ¯y(x) = A · bx
[
sin2(γ)
(
cos(γ)Kx(xx) + sin(γ)Ky(xx)
)
+
cos2(γ)
(
cos(γ)Kx(yy) + sin(γ)Ky(yy)
)−
sin(2γ)
(
cos(γ)Kx(xy) + sin(γ)Ky(xy)
)]
+
A · by
[
sin2(γ)
(− sin(γ)Kx(xx) + cos(γ)Ky(xx))+
cos2(γ)
(− sin(γ)Kx(yy) + cos(γ)Ky(yy))−
sin(2γ)
(− sin(γ)Kx(xy) + cos(γ)Ky(xy))]
τ¯(x) = A · bx
[− sin(γ) cos(γ) (cos(γ)Kx(xx) + sin(γ)Ky(xx))+
sin(γ) cos(γ)
(
cos(γ)Kx(yy) + sin(γ)Ky(yy)
)
+
cos(2γ)
(
cos(γ)Kx(xy) + sin(γ)Ky(xy)
)]
+
A · by
[− sin(γ) cos(γ) (− sin(γ)Kx(xx) + cos(γ)Ky(xx))+
sin(γ) cos(γ)
(− sin(γ)Kx(yy) + cos(γ)Ky(yy))+
cos(2γ)
(− sin(γ)Kx(xy) + cos(γ)Ky(xy))]
Expresándolas de manera compacta, se obtiene:
σ¯y(x) = A [bxKxσ + byKyσ]
τ¯(x) = A [bxKxτ + byKyτ ]
Apéndice B
Adimensionalización del modelo
NR Biaxial con agujeros
circulares
Las variables principales se relacionan con el tamaño de grano (D), dando
como resultado nuevas variables adimensioanales. Dichas variables son:
ρ =
r0
D
Ψ =
R
D
η =
c
D
En coordenadas polares, la relación entre las variables r y θ0 y las adimen-
sionales rad y θ0ad se expresan:
r(x) = D · [Ψ cos(θ − θ0(x)) + η · x cos(θ1 − θ0(x))]
r(x) = D · rad(x)
r(ξ) = D · [Ψ cos(θ − θ0(ξ)) + η · ξ cos(θ1 − θ0(ξ))]
r(ξ) = D · rad(ξ)
θ0ad(x) = arctan
(
Ψ sin(θ) + η · x sin(θ1)
Ψ cos(θ) + η · x cos(θ1)
)
θ0ad(ξ) = arctan
(
Ψ sin(θ) + η · ξ sin(θ1)
Ψ cos(θ) + η · ξ cos(θ1)
)
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Tensiones Elásticas
La expresión de las tensiones elásticas en un punto x (rad(x), θ0ad(x)) se
consigue fácilmente, reemplazando R por su equivalente Ψ · D y r(x) por
D · rad(x) en las ecuaciones 3.14.
σrad(x) =
σ∞
2
(
1− Ψ
2
rad(x)2
)
− σ
∞
2
(
1 +
3Ψ4
rad(x)4
− 4Ψ
2
rad(x)2
)
cos(2θ0(x)) +
+ τ∞
(
1 +
3Ψ4
rad(x)4
− 4Ψ
2
rad(x)2
)
sin(2θ0(x))
σθad(x) =
σ∞
2
(
1 +
Ψ2
rad(x)2
)
+
σ∞
2
(
1 +
3Ψ4
rad(x)4
)
cos(2θ0(x)) (B.1)
− τ∞
(
1 +
3Ψ4
rad(x)4
)
sin(2θ0(x))
τrθad(x) =
−σ∞
2
(
1− 3Ψ
4
rad(x)4
+
2Ψ2
rad(x)2
)
sin(2θ0(x))
− τ∞
(
1− 3Ψ
4
rad(x)4
+
2Ψ2
rad(x)2
)
cos(2θ0(x))
Tensiones debido a otras dislocaciones
Por último, para conocer la expresión de los Núcleos del sistema de ecua-
ciones, es necesario redeﬁnir las variables utilizadas, vistas en el apéndice
A.
ξK = D · rad (ξ) = D · ξKad
xK = D · rad(x) cos (θ0(x)− θ0(ξ)) = D · xKad
yK = D · rad(x) sin (θ0(x)− θ0(ξ)) = D · yKad
Las otras variables utilizadas para deﬁnir los núcleos quedan:
dK =
ξK
R
=
D · ξKad
D ·Ψ =
ξKad
Ψ
L =
R (d2K − 1)
dK
=
D ·Ψ(d2K − 1)
dK
= D · Lad
Apéndice B 239
x1 = xk − ξK = D(xKad − ξKad) = D · x1ad
x2 = x1 + L = D · x1ad +D · Lad = D · x2ad
r2K1 = x
2
1 + y
2
K = D
2(x21ad + y
2
Kad) = D
2 · r2K1ad
r2K2 = x
2
2 + y
2
K = D
2(x22ad + y
2
Kad) = D
2 · r2K2ad
Dado que todas las variables se pueden expresar como el producto del tamaño
de grano (D) por una parte adimensional, es directo pensar que las seis
componentes de los núcleos también se pueden expresar como el producto
de una función dependiente del tamaño de grano por otra adimensional.
Reemplazando las variables recién vistas en las ecuaciones de los núcleos del
apéndice A, se obtiene:
Kx(xx) =
Kx(xx)ad
D
Ky(xx) =
Ky(xx)ad
D
Kx(yy) =
Kx(yy)ad
D
Ky(yy) =
Ky(yy)ad
D
Kx(xy) =
Kx(xy)ad
D
Ky(xy) =
Ky(xy)ad
D
Repitiendo el razonamiento, dado que todas las componentes de los núcleos
pueden escribirse como producto de una función dependiente del tamaño de
grano por otra adimensional, es lógico pensar que las cuatro expresiones de
las tensiones entre dislocaciones también lo harán.
Kxσ =
Kxσad
D
Kyσ =
Kyσad
D
Kxτ =
Kxτad
D
Kyτ =
Kyτad
D
Las ecuaciones, para el caso adimensional quedan:
− 2
piA · c [σad (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)
1
D
Kadxσ (v, u) du+
+
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)
1
D
Kadyσ (v, u) du
− 2
piA · c [τad (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)
1
D
Kadxτ (v, u) du+
+
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)
1
D
Kadyτ (v, u) du
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Recordando η =
c
D
:
− 2
piA · η [σad (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)Kadxσ (v, u) du+
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)Kadyσ (v, u) du
− 2
piA · η [τad (v)− σf ] =
1
pi
∫ 1
−1
fx(u)Kadxτ (v, u) du+
1
pi
∫ 1
−1
f y(u)Kadyτ (v, u) du
Apéndice C
Planos de las probetas utilizadas
Ensayos de tracción uniaxial
El diseño de probeta mostrado en la ﬁgura C.1 se utilizó para realizar los
ensayos de tracción uniaxial, para la caracterización mecánica del aluminio
7075 T6.
Ensayos de KIth
Para realizar los ensayos de fatiga a tracción-compresión, para la posterior
determinación del factor de intensidad de tensiones umbral KIth de acero
AISI 304L, se utilizaron probetas como la mostrada en la ﬁgura C.2.
M-Al1
Este diseño se realizó para probetas macizas, sin entalla, de aluminio, someti-
das a cargas de torsión. Se buscó que fuera lo más parecida posible a la
superﬁcie externa de las probetas huecas, ya que la mayoría serán de este
tipo. Tiene una zona recta muy pequeña, lo cual se compensa con radios
de acuerdo muy grandes. Para realizar este diseño, se tomaron algunos pa-
rámetros de la norma ASTM para ensayos de torsión sobre tubos de pared
delgada [43]. La ﬁgura C.3 muestra un esquema de la probeta mencionada.
M-Al2
Se diseñó otro tipo de probeta para ensayos a tracción de aluminio sin entalla.
Para este diseño se utilizó la norma ASTM 466-07 [41]. La probeta es de radio
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Figura C.1: Esquema de la geometría de las probetas utilizadas en los ensayos a
tracción. Magnitudes en mm.
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Figura C.2: Esquema de la geometría de las probetas utilizadas en los ensayos
para la obtención de KIth . Magnitudes en mm.
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Figura C.3: Esquema de la probeta M-Al1 diseñada para ensayos de fatiga a
torsión sobre probetas de aluminio sin entalla. Magnitudes en mm.
continuo, con un diámetro mínimo de 7 mm y un radio de acuerdo de 99 mm.
Este diseño, es en realidad, el tercero de los que se probaron para este tipo
de ensayos. Un primer intento se hizo con las probetas M-Al1 y el segundo,
con probetas con un diámetro en la sección mínima levemente inferior a estas
últimas. Los dos modelos tuvieron la misma problemática, un alto porcentaje
de fallos en la zona de agarre.
M-Al3
El último tipo de probeta maciza de aluminio se diseñó para contener una
entalla cilíndrica de 1 mm de diámetro y aproximadamente 3 mm de pro-
fundidad, para ensayos a tracción. Se tuvo que modiﬁcar la probeta M-Al2,
dado que su diámetro mínimo no permite realizarle una entalla de 1 mm de
diámetro, según lo visto en el capítulo 4.
Para su diseño, se tomó como referencia nuevamente la norma ASTM 466-07
[41]. Cabe destacar que hay una pequeña variación respecto de lo recomen-
dado allí. La longitud de la zona recta es de 10 mm en vez de ser dos veces
el diámetro. Esto se proyectó así para aumentar el radio de acuerdo, mejo-
rando el mecanizado en la etapa de torno numérico. Una forma de evaluar
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Figura C.4: Esquema de la probeta M-Al2 diseñada para ensayos de fatiga a
tracción sobre probetas de aluminio sin entalla. Magnitudes en mm.
si el error cometido es grave, es tratarla como si fuera una probeta de radio
continuo, es decir, sin la zona recta. En ese caso cumpliría perfectamente lo
reglado en la norma, en cuanto a la relación entre el radio de acuerdo y el
diámetro mínimo. Por lo tanto, se podría considerar un diseño intermedio
entre una probeta con zona recta y una de radio continuo.
La ﬁgura C.5 muestra un esquema de la probeta.
T-Al1 / T-Ac1
Las siguientes probetas en diseñarse fueron aquellas con un agujero a lo largo
del eje, simulando ser tubos. Se proyectaron siguiendo la norma ASTM 2207
[43] para fatiga de tubos de pared delgada sometidos a cargas biaxiales. Las
mismas se mecanizaron con entallas de 1, 2 o 3 mm o sin ellas. En este caso
se pudo aprovechar el mismo diseño para probetas de acero y aluminio.
La ﬁgura C.6 muestra el esquema de las probetas.
A destacar del diseño, nuevamente por facilitar la etapa del mecanizado en
torno numérico, se aumentó el radio de acuerdo, disminuyendo el largo de la
zona recta, quedando levemente por debajo de la recomendación de la norma.
Igualmente, al ser el radio de acuerdo mayor a lo recomendado, el posible
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Figura C.5: Esquema de la probeta M-Al3 diseñada para ensayos de fatiga a
tracción sobre probetas de aluminio con entalla. Magnitudes en mm.
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Figura C.6: Esquema de las probetas T-Al1 y T-Ac1 diseñadas para ensayos de
fatiga a tracción, torsión o cargas combinadas sobre probetas de acero y aluminio,
con y sin entalla. Magnitudes en mm.
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Figura C.7: Esquema de la probeta T-Al2 diseñadas para ensayos de fatiga a
tracción sobre probetas de aluminio sin entalla. Magnitudes en mm.
efecto que podría tener el largo de la zona recta se ve disminuido.
T-Al2
El último diseño sobre probetas de aluminio fue, también, con un agujero
a lo largo del eje. El motivo por el cual se realizó este nuevo diseño fue
la imposibilidad de lograr fallos por la zona calibrada en las probetas de
aluminio (T-Al1) sin entalla, sometidas a cargas de tracción.
Las diferencias con las probetas T-Al1 (ﬁgura C.6) se encuentran en el radio
de acuerdo y en el diámetro mínimo (15 mm).
M-Ac1
Se ensayaron dos tipos de probetas macizas de acero AISI 304L. El primero
de ellos, diseñado por Chaves, se utilizó para cargas a torsión con entallas de
1 mm de diámetro. El mismo se puede ver en la ﬁgura C.8.
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Figura C.8: Esquema de la probeta M-Ac1 diseñadas para ensayos de fatiga a
torsión sobre probetas de acero con entalla de 1 mm de diámetro. Magnitudes en
mm.
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Figura C.9: Esquema de la probeta M-Ac2 diseñadas para ensayos de fatiga a
tracción sobre probetas de acero con entalla de 1 mm de diámetro. Magnitudes en
mm.
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M-Ac2
Se diseñó un segundo tipo de probetas macizas de acero, para cargas a trac-
ción. Esto fue fomentado por un cambio de máquina, a una de menor ca-
pacidad pero mayor frecuencia de ensayo. Por ello, se redujo el área mínima,
para reducir las cargas de trabajo. Las probetas se ensayaron con entallas
de 1 mm de diámetro y se pueden ver en la ﬁgura C.9.
Apéndice D
Tablas de datos de ensayos de
fatiga
En esta sección se encuentra la información referente a cada ensayo de fatiga
realizado. Los mismos se agrupan en tablas de acuerdo al tipo de mate-
rial, carga y diámetro de entalla, en el mismo orden en que se mostraron las
curvas S-N. A su vez, dentro de las tablas, los ensayos se colocan en orden
cronológico de acuerdo al momento de su realización.
D.1 Acero AISI 304L
D.1.1 Ensayos de KIth
La tabla D.1 muestra los ensayos realizados con el ﬁn de obtener el valor
umbral del factor de intensidad de tensiones del acero inoxidable. Los mismos
se realizaron a tracción, en la máquina Rumul, interrumpiéndose, en caso de
no existir fallo, a 1× 107 ciclos. La geometría de la probeta se muestra en la
ﬁgura C.2.
D.1.2 Probetas macizas - entallas de 1 mm
La tabla D.2 muestra los resultados de los ensayos correspondientes a probe-
tas macizas con entallas de diámetro 1 mm, sometidas a cargas de tracción
y torsión. Todos los ensayos fueron realizados en la máquina MTS 809. Las
probetas a tracción fueron del tipo M-Ac2 (tabla 5.6), vistas en la ﬁgura C.9.
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Tabla D.1: Resultados de los ensayos a fatiga realizados para obtener KIth, me-
diante el cálculo del límite a fatiga de la probeta mostrada en la ﬁgura C.2.
No
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 150 15.700 Si
2 110 53.400 Si
3 70 175.700 Si
4 30 10.000.000 No
5 190 4.100 Si
6 70 181.000 Si
7 110 35.300 Si
8 150 13.000 Si
9 190 4.900 Si
10 43,7 2.185.400 Si
11 40,2 1.156.400 Si
12 36,7 1.063.800 Si
13 33,2 10.000.000 No
14 36,7 10.000.000 No
15 40,2 329.300 Si
16 36,7 10.000.000 No
17 40,2 2.756.500 Si
18 36,7 10.000.000 No
Por su parte, las probetas ensayadas a torsión tienen el código M-Ac1 (tabla
5.6) y se ven en la ﬁgura C.8.
D.1.3 Probetas huecas - sin entallas
La tabla D.3 muestra los ensayos de fatiga a tracción y torsión realizados
sobre probetas huecas de acero inoxidable sin entalla. Nuevamente, todos los
ensayos fueron realizados en la máquina MTS 809, con probetas cuyo código
en la tabla 5.6 es H-Ac1 y el esquema se observa en la ﬁgura C.6.
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Tabla D.2: Resultados de los ensayos a fatiga realizados sobre probetas macizas
de acero inoxidable con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
Tensión
σ[MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
Tensión
τ [MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
1 214 722.500 Si 274 129.200 Si
2 218 241.100 Si 266 180.800 Si
3 215 3.500.000 No 261 185.400 Si
4 216 220.300 Si 245 309.800 Si
5 217 261.400 Si 225 3.500.000 No
6 231 147.200 Si 225 3.500.000 No
7 210 215.400 Si 235 3.500.000 No
8 242 110.400 Si 241 414.000 Si
9 210 577.600 Si 241 404.500 Si
10 208 3.500.000 No 246 352.500 Si
11 208 3.500.000 No − − −
12 192 545.000 Si − − −
13 190 365.400 Si − − −
14 182 3.500.000 No − − −
15 180 3.500.000 No − − −
D.1.4 Probetas huecas - entallas de 1 mm
La tabla D.4 muestra los ensayos de fatiga realizados a tracción-compresión,
tanto en la máquina MTS 809 como en la máquina Rumul. Nuevamente, las
probetas utilizadas tienen el código H-Ac1 y se observan en la ﬁgura C.6.
Por su parte, la tabla D.5 muestra los ensayos a torsión y cargas biaxiales
con una relación de carga σ∞ = τ∞ realizados sobre probetas de iguales
características. Todos ellos se realizaron en la máquina MTS 809.
D.1.5 Probetas huecas - entallas de 2 mm
La tabla D.6 muestra los ensayos realizados a tracción y torsión sobre pro-
betas huecas de acero con entallas de 2 mm de diámetro. Los ensayos a
tracción se realizaron en la máquina Rumul, mientras que los de torsión en
la máquina MTS 809, todos ellos sobre probetas H-Ac1, vistas en la ﬁgura
252 D. Tablas de datos de ensayos de fatiga
Tabla D.3: Resultados de los ensayos a fatiga realizados sobre probetas huecas de
acero inoxidable sin entalla.
No
Tracción Torsión
Tensión
σ[MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
Tensión
τ [MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
1 320 3.500.000 No 270 3.600 Si
2 320 3.500.000 No 230 3.500.000 No
3 325 3.500.000 No 260 509.100 Si
4 320 3.500.000 No 270 6.500 Si
5 325 3.500.000 No 260 500.200 Si
6 340 3.500.000 No 250 3.500.000 No
7 350 783.000 Si 255 3.500.000 No
8 345 1.017.500 Si 265 3.500.000 No
9 340 3.500.000 No 265 3.500.000 No
10 360 159.200 Si − − −
11 355 3.500.000 No − − −
12 355 402.100 Si − − −
13 345 1.004.200 Si − − −
14 370 152.600 Si − − −
15 390 26.900 Si − − −
C.6.
D.1.6 Probetas huecas - entallas de 3 mm
La tabla D.7 muestra los ensayos de fatiga a tracción realizados sobre pro-
betas huecas de acero inoxidable, con entalla de diámetro 3 mm. Todos ellos
se llevaron a cabo en la máquina Rumul con probetas H-Ac1 (ﬁgura C.6).
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Tabla D.4: Resultados de los ensayos de fatiga a tracción realizados sobre probetas
huecas de acero inoxidable con entalla de diámetro 1 mm.
No
Tracción - MTS 809 Tracción - Rumul
Tensión
σ[MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
Tensión
σ[MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
1 210 266.200 Si 195 222.000 Si
2 170 1.917.200 Si 195 142.800 Si
3 200 580.600 Si 176 221.100 Si
4 160 3.500.000 No 156 775.600 Si
5 180 867.600 Si 137 2.204.300 Si
6 190 394.200 Si 147 645.900 Si
7 230 214.800 Si 127 3.500.000 No
8 170 383.300 Si 166 3.500.000 No
9 240 116.800 Si 146 3.500.000 No
10 170 853.000 Si 166 418.600 Si
11 160 3.500.000 No 137 3.500.000 No
12 − − − 200 308.700 Si
Tabla D.5: Resultados de los ensayos de fatiga a torsión y biaxiales realizados
sobre probetas huecas de acero inoxidable con entalla de diámetro 1 mm.
No
Torsión Biaxial
Tensión
τ [MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
Tensión
σ=τ [MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
1 175 170.800 Si 160 75.200 Si
2 176 739.800 Si 140 206.800 Si
3 166 84.700 Si 120 3.500.000 No
4 166 505.400 Si 130 178.400 Si
5 156 220.100 Si 130 243.400 Si
6 146 366.200 Si 150 173.700 Si
7 137 2.022.000 Si 125 1.216.500 Si
8 156 385.700 Si 125 961.600 Si
9 146 1.454.300 Si 120 3.500.000 No
10 127 3.500.000 No 140 204.900 Si
11 127 3.500.000 No 160 288.500 Si
12 136 3.500.000 No − − −
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Tabla D.6: Resultados de los ensayos a fatiga realizados sobre probetas huecas de
acero inoxidable con entallas de 2 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
Tensión
σ[MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
Tensión
τ [MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
1 134 3.500.000 No 143 3.500.000 No
2 140 3.500.000 No 152 225.200 Si
3 145 3.500.000 No 143 232.000 Si
4 155 3.500.000 No 143 208.300 Si
5 175 274.300 Si 162 293.700 Si
6 175 493.500 Si 172 66.300 Si
7 180 1.293.400 Si 150 452.700 Si
8 200 320.500 Si 140 324.600 Si
9 150 3.500.000 No 120 3.500.000 No
10 160 377.200 Si 130 3.500.000 No
11 180 200.800 Si 140 172.300 Si
12 160 458.600 Si − − −
13 230 98.000 Si − − −
Tabla D.7: Resultados de los ensayos a fatiga realizados sobre probetas huecas de
acero con entalla de diámetro 3 mm.
No
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 114 3.500.000 No
2 140 1.553.200 Si
3 140 3.500.000 No
4 150 305.300 Si
5 140 3.500.000 No
6 150 987.100 Si
7 160 373.400 Si
8 160 445.500 Si
9 170 207.500 Si
10 170 104.900 Si
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D.2 Aluminio 7075
D.2.1 Probetas macizas - sin entallas
La tabla D.8 muestra los resultados de los ensayos realizados sobre probetas
macizas de aluminio, sin entalla, sometidas a cargas de tracción y torsión.
Para los primeros se utilizó la máquina de ensayos Rumul y la probeta tipo
MAl-2 (tabla 5.6) cuyo plano se encuentra en la ﬁgura C.4. Para los segundos,
la máquina utilizada fue la MTS 809, con un probeta tipo MAl-1 (tabla 5.6),
vista en la ﬁgura C.3
Tabla D.8: Resultados de los ensayos a fatiga realizados sobre probetas macizas
de aluminio sin entalla.
No
Tracción Torsión
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
Tensión
τ [MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 240 4.279.500 Si 220 10.100 Si
2 250 1.387.700 Si 180 81.800 Si
3 260 403.500 Si 200 32.900 Si
4 270 238.400 Si 160 437.000 Si
5 290 157.500 Si 140 1.055.900 Si
6 280 178.200 Si 150 888.600 Si
7 250 2.263.800 Si 170 285.400 Si
8 260 1.363.000 Si 135 6.000.000 No
9 300 84.800 Si 155 1.185.600 Si
10 240 20.004.000 No − − −
11 270 253.300 Si − − −
12 290 181.300 Si − − −
13 310 84.700 Si − − −
D.2.2 Probetas macizas - entallas de 1 mm
La tabla D.9 muestra los ensayos de fatiga a tracción realizados sobre probe-
tas macizas de aluminio (ﬁgura C.5) con una entalla de 1 mm de diámetro.
Todos ellos se llevaron a cabo en la máquina MTS 809.
256 D. Tablas de datos de ensayos de fatiga
Tabla D.9: Resultados de los ensayos de fatiga a tracción realizados sobre probetas
macizas de alumino con entalla de diámetro 1 mm.
No
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 130 281.000 Si
2 170 65.600 Si
3 200 22.800 Si
4 180 46.400 Si
5 110 859.700 Si
6 100 18.837.000 No
7 110 216.700 Si
8 105 10.147.100 Si
9 160 77.800 Si
10 140 95.200 Si
11 140 122.600 Si
12 130 403.100 Si
13 105 22.369.000 No
D.2.3 Probetas huecas - sin entallas
Los resultados de los ensayos de fatiga a torsión, llevados a cabo sobre probe-
tas huecas de aluminio sin entalla(ﬁgura C.6), se muestran en la tabla D.10.
Los mismos fueron realizados en la máquina MTS 809.
D.2.4 Probetas huecas - entallas de 1 mm
La tabla D.11 muestra los ensayos de fatiga a tracción, realizados en la
máquina Rumul Testronic, sobre probetas huecas de aluminio con una en-
talla de diámetro 1 mm. Un esquema de la probeta utilizada se observa en
la ﬁgura C.6.
Por otro lado, la tabla D.12 muestra los resultados del mismo tipo de probeta,
pero ensayadas a fatiga a torsión y a cargas biaxiales, en la máquina de
ensayos MTS 809.
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Tabla D.10: Resultados de los ensayos de fatiga a torsión realizados sobre probetas
huecas de aluminio sin entalla.
No
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 140 358.700 Si
2 130 724.000 Si
3 130 253.800 Si
4 140 306.600 Si
5 150 105.100 Si
6 160 249.800 Si
7 160 181.300 Si
8 150 96.100 Si
9 130 265.000 Si
10 120 460.300 Si
Tabla D.11: Resultados de ensayos de fatiga a tracción realizados sobre probetas
huecas de alumino con entalla de diámetro 1 mm.
No
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 127 58.000 Si
2 107 145.200 Si
3 68 29.318.000 Si
4 88 2.417.400 Si
5 117 101.700 Si
6 98 323.400 Si
7 78 17.071.900 Si
8 135 46.800 Si
9 95 285.900 Si
10 80 2.544.700 Si
11 80 53.864.200 No
12 120 361.700 Si
D.2.5 Probetas huecas - entallas de 2 mm
La tabla D.13 muestra los ensayos a tracción y torsión realizados sobre pro-
betas huecas de aluminio con una entalla de 2 mm de diámetro. Las mismas
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Tabla D.12: Resultados de los ensayos de fatiga a torsión y biaxial realizados
sobre probetas huecas de aluminio con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Torsión Biaxial
Tensión
τ [MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
Tensión
σ=τ [MPa]
Ciclos
[N]
Rotura
1 100 64.000 Si 90 18.400 Si
2 90 313.900 Si 80 67.400 Si
3 85 427.400 Si 60 1.430.900 Si
4 75 1.533.300 Si 70 77.300 Si
5 110 35.400 Si 70 520.900 Si
6 80 290.000 Si 60 4.113.600 Si
7 80 212.200 Si 70 215.400 Si
8 95 102.700 Si 80 130.400 Si
9 115 23.500 Si 90 26.000 Si
10 − − − 65 2.154.300 Si
pueden verse en la ﬁgura C.6. Los ensayos a tracción se realizaron en la
máquina Rumul, mientras que los ensayos a torsión se llevaron a cabo en la
máquina MTS 809.
D.2.6 Probetas huecas - entallas de 3 mm
La tabla D.14 muestra los resultados de los ensayos realizados a tracción
sobre probetas de aluminio huecas, con entalla de 3 mm de diámetro.
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Tabla D.13: Resultados de los ensayos a fatiga realizados sobre probetas huecas
de aluminio con entallas de 2 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
Tensión
τ [MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 86 8.463.100 Si 90 49.200 Si
2 105 113.600 Si 80 788.700 Si
3 96 145.100 Si 90 53.800 Si
4 115 114.500 Si 80 30.800 Si
5 86 313.600 Si 70 149.900 Si
6 67 75.752.000 No 60 1.950.500 No
7 76 499.500 Si 80 68.200 Si
8 86 256.400 Si 100 30.100 Si
9 76 510.100 Si 70 90.500 Si
10 72 46.285.000 No 60 115.600 Si
11 67 46.140.000 No − − −
12 100 875.500 Si − − −
13 100 3.309.600 Si − − −
14 110 341.800 Si − − −
15 80 1.556.900 Si − − −
16 90 21.398.000 Si − − −
17 120 107.400 Si − − −
18 100 2.135.100 Si − − −
19 110 139.900 Si − − −
20 80 46.172.000 No − − −
21 140 69.900 Si − − −
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Tabla D.14: Resultados de ensayos de fatiga a tracción realizados sobre probetas
huecas de alumino con entalla de diámetro 3 mm.
No
Tensión
σ[MPa]
Ciclos [N] Rotura
1 75 5.480.500 Si
2 90 378.100 Si
3 70 17.237.000 Si
4 80 5.220.100 Si
5 95 243.700 Si
6 105 188.300 Si
7 90 140.900 Si
8 100 45.300 Si
9 80 417.300 Si
10 80 839.000 Si
11 75 40.950.000 No
12 120 79.800 Si
Apéndice E
Tablas de datos de direcciones de
grieta
E.1 Acero AISI 304L
Probetas macizas - entalla de 1 mm
Tabla E.1: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas macizas
de acero inoxidable con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
θa θb θa1 θ
b
1 θ
a θb θa1 θ
b
1
1 −1 1 0 −1 43 42 44 44
2 13 −4 3 4 40 45 47 45
3 − − − − 44 43 44 46
4 −7 −5 0 −1 51 34 47 47
5 1 −4 0 −1 − − − −
6 −14 7 1 −1 − − − −
8 0 −1 4 0 − − − −
9 −10 14 4 2 48 48 45 44
10 − − − − 42 45 48 45
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Probetas huecas - entalla de 1 mm
Tabla E.2: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de acero inoxidable con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
θa θb θa1 θ
b
1 θ
a θb θa1 θ
b
1
1 −15 22 1 −3 30 48 43 48
2 2 14 −5 −17 52 51 42 46
3 − − − − 28 40 46 51
4 −6 −3 −3 −13 37 36 48 48
5 −14 6 −23 6 48 45 44 46
6 −23 −2 −10 3 53 51 45 43
7 − − − − 50 48 44 47
8 − − − − 48 47 43 48
9 − − − − 52 52 44 44
10 2 1 −4 5 − − − −
12 17 −5 2 −1 − − − −
Tabla E.3: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de acero inoxidable con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Cargas Biaxiales
θa θb θa1 θ
b
1
1 26 27 32 27
2 20 23 34 33
4 30 30 32 31
5 32 29 28 28
6 28 31 29 37
7 34 33 36 32
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Probetas huecas - entallas de 2 mm
Tabla E.4: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de acero inoxidable con entallas de 2 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
θa θb θa1 θ
b
1 θ
a θb θa1 θ
b
1
2 − − − − 49 50 40 43
5 −17 −1 5 7 53 53 40 43
6 1 −10 1 −5 48 42 46 42
7 7 7 2 5 51 39 43 47
8 12 − 2 − 42 47 46 39
10 −10 17 0 3 − − − −
11 1 6 −6 2 38 37 42 39
12 3 − 0 − − − − −
13 −1 7 −2 −1 − − − −
Probetas huecas - entallas de 3 mm
Tabla E.5: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de acero inoxidable con entallas de 3 mm de diámetro.
No
Tracción
θa θb θa1 θ
b
1
2 −2 −2 −3 4
4 9 1 −14 0
6 −4 6 6 7
7 −2 1 −9 1
8 −4 6 5 12
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E.2 Aluminio 7075 T6
Probetas macizas - entallas de 1 mm
Tabla E.6: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas macizas
de aluminio 7075 T6 con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Tracción
θa θb θa1 θ
b
1
7 8 18 4 21
8 3 6 −10 7
9 5 −8 4 −3
10 0 5 2 2
11 0 −1 5 8
12 −1 9 −10 −20
Probetas huecas - entallas de 1 mm
Tabla E.7: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de aluminio 7075 T6 con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
θa θb θa1 θ
b
1 θ
a θb θa1 θ
b
1
1 1 −6 5 15 − − − −
2 0 3 2 3 35 50 37 45
3 6 12 25 0 48 44 44 46
4 3 2 24 2 41 23 56 61
5 0 12 9 6 50 48 47 41
6 −15 13 2 21 45 29 47 50
7 7 10 1 1 55 54 51 46
8 − − − − 48 44 48 48
10 −5 5 2 0 − − − −
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Tabla E.8: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de aluminio 7075 T6 con entallas de 1 mm de diámetro.
No
Cargas Biaxiales
θa θb θa1 θ
b
1
2 27 24 30 47
3 28 32 42 43
4 30 38 38 42
5 26 38 46 46
6 35 37 43 38
7 32 28 36 38
8 22 34 38 35
Probetas huecas - entallas de 2 mm
Tabla E.9: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de aluminio 7075 T6 con entallas de 2 mm de diámetro.
No
Tracción Torsión
θa θb θa1 θ
b
1 θ
a θb θa1 θ
b
1
1 6 −11 3 −28 37 37 47 43
2 −3 −1 −4 0 46 40 46 43
3 2 −8 25 −4 31 58 53 42
4 9 4 1 −3 45 52 48 47
5 4 − 0 5 43 43 43 50
7 6 −9 9 −2 39 37 45 50
8 5 2 5 1 43 38 45 63
9 12 6 8 4 54 50 52 49
10 − − − − 49 61 51 51
12 2 8 5 4 − − − −
13 3 9 4 0 − − − −
14 9 6 5 8 − − − −
15 3 6 0 2 − − − −
18 3 3 3 4 − − − −
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Probetas huecas - entallas de 3 mm
Tabla E.10: Punto de inicio y dirección de grieta medidos sobre probetas huecas
de aluminio 7075 T6 con entallas de 3 mm de diámetro.
No
Tracción
θa θb θa1 θ
b
1
2 12 3 − −5
3 −2 3 8 6
4 2 2 7 8
5 7 7 14 6
6 8 9 5 7
7 0 14 − 5
8 −1 6 6 8
9 12 −19 19 −13
10 1 17 4 5
